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Geleitwort des Herausgebers 
Die Konstruktion von Maschinen und Geräten  sowie die  zugehörigen Methoden und 
Werkzeuge sind seit den frühen 1950er Jahren ein profilbildender Schwerpunkt an der 
Technischen Universität  Ilmenau und  ihren Vorgängerinstitutionen. Es war daher ein 
nahe  liegender Schritt, dass die drei konstruktiv orientierten Fachgebiete der Fakultät 
für Maschinenbau – Maschinenelemente, Feinwerktechnik/Precision Engineering, Kon‐
struktionstechnik –  im Mai 2008 das  Institut  für Maschinen‐ und Gerätekonstruktion 
(IMGK) neu gegründet haben. Das  IMGK  steht  in der Tradition einer Kette ähnlicher 
Vorgängerinstitute,  deren  wechselnde  Zusammensetzung  hauptsächlich  durch  sich 
über der Zeit ändernde Universitätsstrukturen bedingt war. 
Zweck  des  Institutes  ist  es,  die  Kompetenzen  und  Ressourcen  der  beteiligten  Fach‐
gebiete zu bündeln, um Forschung und Lehre zu verbessern und erzielte wissenschaft‐
liche Ergebnisse gemeinsam in die Fachöffentlichkeit zu tragen. 
Ein wesentliches  Instrument hierzu  ist die Schriftenreihe des  Instituts  für Maschinen‐ 
und Gerätekonstruktion.  Sie  führt  eine  erfolgreiche  Schriftenreihe  des  im  Jahr  1991 
gegründeten unmittelbaren Vorgängerinstitutes  IMK  (Institut  für Maschinenelemente 
und Konstruktion) fort. 
In der Schriftenreihe erscheinen in erster Linie die am Institut entstandenen Dissertati‐
onen, daneben werden aber auch andere Forschungsberichte, die in den thematischen 
Rahmen passen und von allgemeinem  Interesse sind,  in die Schriftenreihe aufgenom‐
men. 
Der  vorliegende  Band  26  ist  als Dissertation  am  Fachgebiet  für Maschinenelemente 
unter der wissenschaftlichen Betreuung von Professor Ulf Kletzin entstanden. 
Die Herausgeber wünschen sich reges Interesse an der Schriftenreihe und würden sich 
freuen, wenn sie zum fruchtbaren Dialog in Wissenschaft und Praxis beitragen würde. 
Ilmenau, im Mai 2016 
Univ.‐Prof. Dr.‐Ing. Ulf Kletzin (Maschinenelemente) 
Univ.‐Prof. Dr.‐Ing. René Theska (Feinwerktechnik) 
Univ.‐Prof. Dr.‐Ing. Christian Weber (Konstruktionstechnik) 
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XIV  Verwendete Formelzeichen 
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KR,  Oberflächenfaktor für Normalspannung  ‐ 
KR,σo.ES  Oberflächenfaktor für Normalspannung (eigenspannungsfreien Probe)  ‐ 
KR,σES   Oberflächenfaktor für Normalspannung (eigenspannungsbehaf‐teten Probe)  ‐ 
KR,  Oberflächenfaktor für Tangentialspannung  ‐ 
Kt  Formzahl  ‐ 
Lo, L1, L2  Längen an der Feder  mm 
m  Exponent im Rissfortschrittsgesetz  ‐ 
M  Mittelspannungsempfindlichkeit  ‐ 
Mb  Biegemoment  Nmm 
MES,  Eigenspannungsempfindlichkeit für Normalspannung  ‐ 
MES,  Eigenspannungsempfindlichkeit für Tangentialspannung  ‐ 
Mt  Torsionsmoment  Nmm 
M  Mittelspannungsempfindlichkeit für Normalspannung  ‐ 
M  Mittelspannungsempfindlichkeit für Tangentialspannungen  ‐ 
n  Anzahl der Proben, Stützzahl (allgemein)  ‐ 
n‘  Verfestigungsexponent Ramberg‐Osgood‐Beziehung  ‐ 
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nbm  bruchmechanische Stützzahl  ‐ 
nf  Anzahl federnder Windungen  ‐ 
ng  Gesamtwindungszahl  ‐ 
nG,Draht  Gesamtstützzahl Draht  ‐ 
nG,Feder  Gesamtstützzahl Feder  ‐ 
nü  Anzahl der Übergangswindungen  ‐ 
nsm  spannungsmechanische Stützzahl  ‐ 
nst  statistische Stützzahl  ‐ 
nvm  verformungsmechanische Stützzahl  ‐ 
nv  Verwindezahl  ‐ 
N  Schwingspielzahl, Normalkraft  ‐ / MPa 
ND  Knickpunktzyklenzahl der Wöhlerlinie  ‐ 
p  Winkel im Torus  ‐ 
pa  Amplitude der hydrostatischen Spannung  MPa 
pm  mittlere hydrostatische Spannung  MPa 
pmax  maximale hydrostatische Spannung  MPa 
P  Wahrscheinlichkeit  ‐ 
PB  Schädigungsparameter nach Bergmann  MPa 
PHe  Schädigungsparameter nach Heitmann  MPa 
PHL  Schädigungsparameter nach Haibach und Lehrke  MPa 
PJ  Schädigungsparameter nach Vormwald  MPa 
Pü  Überlebenswahrscheinlichkeit  % 
PSWT  Schädigungsparameter nach Smith, Watson und Topper  MPa 
PSWTESP   Schädigungsparameter PSWT (Berücksichtigung von Eigenspan‐nungen)  MPa 
Q  Querkraft  MPa 
r  Drahtradius  mm 
ra  Außenradius Draht  mm 
R  Spannungsverhältnis / Windungsradius, Radius Torus  ‐ / mm 
RDSV  Spannungsverhältnis bei Dauerschwingversuch  ‐ 
ReS  statische Streckgrenze  MPa 
ReS
zykl  zyklische Streckgrenze  MPa 
RK  Spannungsintensitätsverhältnis  ‐ 
Rm  Zugfestigkeit  MPa 
Rm,N,min  Konstante zur Bestimmung des Oberflächenfaktors  MPa 
Rp0,2  Dehngrenze  MPa 
Rt  Rautiefe  µm 
RWo   Wechselfestigkeit  MPa 
Rz  gemittelte Rautiefe  µm 
s1, s2, s  Federweg  mm 
sg  Gleitschichtdicke  µm 
sW  Steigungshöhe  mm 
S  Spannungstensor, Spannung  ‐ 
S0  hydrostatischer Spannungsanteil des Spannungstensors S  ‐ 
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S‘  deviatorischer Spannungsanteil des Spannungstensors S  ‐ 
S  Spannungshub, Schwingbreite (allgemein)  MPa 
Sa  Spannungsamplitude (allgemein)  MPa 
SA  zulässige Spannungsamplitude  MPa 
SD  dauerfest ertragbare Spannungsamplitude  MPa 
Slg  Standardabweichung (logarithmiert)   
Sm  Mittelspannung (allgemein)  MPa 
Smax  maximale Spannung (allgemein)  MPa 
Sn  Nennspannung (allgemein)  MPa 
So  Oberspannung (allgemein)  MPa 
Sv  charakteristische Spannung der Verteilungsfunktion  MPa 
Su  Unterspannung (allgemein)  MPa 
t  Zeit, Winkel im Torus (Bogenmaß)  s, ‐ 
T  Temperatur  K 
TL  Streuspanne  ‐ 
Ts  Solidustemperatur  K 
u  standardisierte Merkmalsgröße  ‐ 
v  Völligkeit  ‐ 
vc  Diffusionsgeschwindigkeit der Fremdatome  m/s 
V  Volumen  mm³ 
Vo, V1  Referenzvolumen/ Vergleichsvolumen  mm³ 
w  Wickelverhältnis  ‐ 
Wb  Widerstandsmoment gegen Biegung  mm³ 
Wt  Widerstandsmoment gegen Torsion  mm³ 
xi  Durchmesser des Einschlusses i  µm 
xത  mittlerer Einschlussdurchmesser  µm 
xതV0  mittlerer Einschlussdurchmesser im Volumen V0 µm 
xതV1  mittlerer Einschlussdurchmesser im Volumen V1 µm 
YI  Geometriekorrekturfunktion (Modus I)  ‐ 
Z  Brucheinschnürung  ‐ 
Griechische Buchstaben 
Formel‐
zeichen  Benennung  Einheit 
  Steigungswinkel  ° 
, ,   Parameter der Schwingfestigkeitshypothesen  ‐ 
K  Formzahl  ‐ 
K  Kerbwirkungszahl  ‐ 
  Dehnung  % 
a,e  elastische Dehnungsamplitude  % 
a,p  plastische Dehnungsamplitude  % 
a,t  Gesamtdehnungsamplitude  % 
m  Dehnung bei Maximalkraft  % 
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ሶp  plastische Dehngeschwindigkeit  s‐1 
eff  effektive Dehnungsschwingbreite  % 
  Schiebung  % 
el  elastischer Schiebungsanteil  % 
m  äquivalente Schiebung  % 
pl  plastischer Schiebungsanteil  % 
  Anteil der Maximalspannung  ‐ 
  Winkel  ‐ 
  Normalspannung  MPa 
1, 2, 3  Hauptnormalspannungen  MPa 
1m,eff  erste effektive Hauptnormalmittelspannung  MPa 
σ1oLast+ESP  Hauptzugspannung aus Last‐ und Eigenspannung (Oberspan‐nung)  MPa 
σ1uLast+ESP  Hauptzugspannung aus Last‐ und Eigenspannung (Unterspan‐nung)  MPa 
2m,eff  zweite effektive Hauptnormalmittelspannung  MPa 
σAM  zulässige Normalspannungsamplitude bei Mittelspannung  MPa 
σAES  zulässige Normalspannungsamplitude bei Eigenspannung  MPa 
σAM,ES  zulässige Normalspannungsamplitude bei Eigen‐ und Mit‐telspannung  MPa 
σAM,ES,Rz  zulässige Normalspannungsamplitude bei Eigen‐ und Mit‐telspannung sowie rauer Oberfläche  MPa 
a,l  lokale Spannungsamplitude  MPa 
b  Biegespannung  MPa 
σbWo.ES  Biegewechselfestigkeit der eigenspannungsfreien Probe  MPa 
σbWES   Biegewechselfestigkeit der eigenspannungsbehafteten Probe  MPa 
b,ES  Biegeeigenspannung  MPa 
b,nenn  Biegenennspannung  MPa 
bW  Biegewechselfestigkeit  MPa 
ES  Eigenspannung  MPa 
ES,o  Eigenspannung vor der Wärmebehandlung  MPa 
ES,m  mittlere Eigenspannung  MPa 
m  mittlere Normalspannung  MPa 
max  maximale Normalspannung  MPa 
min  minimale Normalspannung  MPa 
n  Normalnennspannung  MPa 
o  Oberspannung  MPa 
res  resultierende Normalspannung  MPa 
x, y, z  richtungsgebundene Normalspannungen  MPa 
σሬԦx, σሬԦy, σሬԦz  Spannungsvektor  MPa 
σ෤x  veränderliche Normalspannung  MPa 
σොx,a  maximale Normalspannungsamplitude in x‐Richtung  MPa 
x,m  mittlere Normalspannung in x‐Richtung  MPa 
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  Normalspannung in Schnittebene  MPa 
  Normalspannung in Schnittebene (ebener Spannungszustand)  MPa 
V,GEH  Vergleichsspannung nach Gestaltänderungshypothese  MPa 
V,NH  Vergleichsspannung nach Normalspannungshypothese  MPa 
V,SH  Vergleichsspannung nach Schubspannungshypothese  MPa 
W  Wechselfestigkeit für Normalspannung  MPa 
z  Zugspannung  MPa 
zd  Zug‐/Druckspannung  MPa 
bW,pol  Biegewechselfestigkeit (polierten Probe)  MPa 
σbW,polo.ES   Biegewechselfestigkeit (eigenspannungsfreien polierten Probe)  MPa 
σbW,polES   Biegewechselfestigkeit (eigenspannungsbeh. polierten Probe)  MPa 
eff  effektive Spannungsschwingbreite  MPa 
AM  zulässige Tangentialspannungsamplitude bei Mittelspannung  MPa 
a  vorhandene Torsionsspannungsamplitude  MPa 
a,l  vorhandene lokale Torsionsspannungsamplitude   MPa 
a,max  maximale Schubspannungsamplitude  MPa 
kA  zulässige Torsionsspannungsamplitude (korrigiert mit kB)  MPa 
A,Draht  zulässige Torsionsspannungsamplitude Draht   MPa 
kA,Draht  zulässige Torsionsspannungsamplitude Draht (korr. mit kB)  MPa 
k’A,Draht  zulässige Torsionsspannungsamplitude Draht (korr. mit k‘)  MPa 
kA,Feder  zulässige Torsionsspannungsamplitude der Feder (korr. mit kB)  MPa 
k’A,Feder  zulässige Torsionsspannungsamplitude der Feder (korr. mit k‘)  MPa 
kA,Rechnung  berechnete zulässige Spannungsamplitude (korrigiert mit kB)  MPa 
kA,Versuch  exp. ermittelte zulässige Spannungsamplitude (korr. mit kB)  MPa 
kA,pol  zul. Torsionsspannungsamplitude der pol. Probe (korr. mit kB)  MPa 
kh  vorhandener Torsionsspannungshub (korrigiert mit kB)  MPa 
kH  zulässiger Torsionsspannungshub (korrigiert mit kB)  MPa 
km  vorhandene Torsionsmittelspannung (korrigiert mit kB)  MPa 
km,pol  vorhandene Torsionsmittelspannung pol. Probe (korr.mit kB)  MPa 
ko  vorhandene Torsionsoberspannung (korrigiert mit kB)  MPa 
ku  vorhandene Torsionsunterspannung (korrigiert mit kB)  MPa 
m  vorhandene Torsionsmittelspannung  MPa 
max  maximale Schubspannung  MPa 
n  Schubnennspannung  MPa 
oct  Oktaederschubspannung  MPa 
oct,a  Amplitude der Oktaederschubspannung  MPa 
s  Schubspannung  MPa 
W,pol  Torsionswechselfestigkeit der polierten Probe  MPa 
t  Torsionsspannung  MPa 
tF  Torsionsfließgrenze  MPa 
t*  fiktive Torsionsspannung  MPa 
t,Es  Torsionseigenspannung  MPa 
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t,max  maximale Torsionsspannung  MPa 
t,nenn  Torsionsnennspannung  MPa 
W  Torsionswechselfestigkeit  MPa 
τWo.ES  Torsionswechselfestigkeit eigenspannungsfreie Probe  MPa 
τWES  Torsionswechselfestigkeit eigenspannungsbehaftete Probe  MPa 
W,Rechnung  berechnete Torsionswechselfestigkeit  MPa 
W,Versuch  versuchstechnisch ermittelte Torsionswechselfestigkeit  MPa 
xy, yz, xz  richtungsgebundene Schubspannungen  MPa 
τ̃xy  veränderliche Schubspannung  MPa 
τ̂xy,a  maximale Schubspannungsamplitude  MPa 
xy,m  mittlere Schubspannung  MPa 
u, v  Schubspannungen in Schnittebene  MPa 
  resultierende Schubspannung in Schnittebene  MPa 
  Schubspannung in Schnittebene (ebener Spannungszustand)  MPa 
  Winkelgeschwindigkeit  s‐1 
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Abkürzungsverzeichnis	
Abkürzung  Benennung 
DMS  Dehnungsmessstreifen 
DSV  Dauerschwingversuch 
DSP  Dauerschwingprüfung 
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FEM  Finite Elemente Methode 
FKM  Forschungskuratorium Maschinenbau 
GEH  Gestaltänderungshypothese 
HCF  High Cycle Fatigue 
MKS  Mehrkörpersimulation 
NH  Normalspannungshypothese 
OSH  Oktaederschubspannungshypothese 
SH  Schubspannungshypothese 
TGL  Technische Normen, Gütevorschriften und Lieferbedingungen 
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TWP  Torsionswechselprüfung 
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Zusammenfassung 
Im Rahmen dieser Arbeit wird die Fragestellung bearbeitet, inwiefern zeit‐ und kosten‐
intensive Dauerschwingversuche am Bauteil Schraubendruckfeder durch zeit‐ und kos‐
tengünstigere  dynamische  Versuche  am  Federausgangsmaterial  Draht  in  Form  von 
Umlaufbiegeprüfungen  substituiert werden  können.  In  diesem  Zusammenhang wer‐
den Methoden  zur Übertragung  von  Biegewechselfestigkeitswerten  des Drahtes  auf 
Torsionsschwellfestigkeitswerte  des  zur  Schraubendruckfeder  gewundenen  Drahtes 
gesucht und hinsichtlich ihrer Ergebnisqualität diskutiert. 
Um eine entsprechende Datenbasis  für die  Entwicklung  von Methoden  zur Übertra‐
gung zu generieren, werden dynamische Versuche an präparierten ölschlussvergüteten 
Drähten in Form von Umlaufbiegeprüfungen, Torsionswechselprüfungen und Torsions‐
schwellprüfungen  sowie Dauerschwingversuche  an  aus diesen Drähten hergestellten 
Schraubendruckfedern  durchgeführt.  Ergänzt  werden  diese  dynamischen  Versuche 
durch Härtemessungen, Eigenspannungsmessungen und Bruchanalysen an gebroche‐
nen Proben und Bauteilen.  
Als Ergebnis dieser Arbeit werden auf Basis der durchgeführten Untersuchungen Me‐
thoden  zur  Übertragung  von  zulässigen  Spannungsamplituden  und  bruchmechani‐
schen Kennwerten  aus Umlaufbiegeprüfungen  auf  Schraubendruckfedern  abgeleitet. 
Die abgeleiteten Methoden beinhalten eine Übertragung der Kennwerte aus Umlauf‐
biegeprüfung auf wechselnde Torsion, die Übertragung von wechselnder Torsion auf 
schwellende Torsion sowie die Übertragung von Kennwerten des Drahtes auf die der 
Schraubendruckfedern.  
Die  aus  Umlaufbiegeprüfungen  an  Drähten  berechneten  zulässigen  Spannungs‐
amplituden  liegen  im Schwingspielzahlbereich zwischen 106 und 107 zwischen 85 und 
97% der direkt durch Dauerschwingversuche  an  kugelgestrahlten  Schraubendruckfe‐
dern  abgeprüften  zulässigen  Spannungsamplituden.  Ähnliche Genauigkeiten wurden 
auch für kugelgestrahlte Federn aus patentiert gezogenem Draht festgestellt. 
Darüber hinaus werden unter Verwendung statistischer Methoden und Rechenansätze 
zur Bestimmung des hochbelasteten Werkstoffvolumens Zusammenhänge abgeleitet, 
mit deren Hilfe auslegungsrelevante Einschlussgrößen der jeweiligen Schraubendruck‐
feder ermittelt werden können. Zusätzlich werden Rechenansätze entwickelt, mit de‐
ren Hilfe auf der Seite der zulässigen Spannungen eine Berücksichtigung der verschie‐
denen Größeneinflüsse bei  geometrisch unterschiedlichen  Schraubendruckfedern er‐
folgen kann.   
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Abstract 
Dynamic fatigue tests with helical compression springs are time‐consuming and costly. 
This  work  introduces  an  alternative  approach  that  uses  statistical  and  calculation 
methods instead. These methods are derived from data generated by rotating bending 
tests with the starting material of the spring – the wire. The presented methods can be 
used to translate values of bending fatigue strength  into values of fluctuating torsion 
strength of the helical compression spring. The predictions of the derived methods are 
finally compared to results of dynamic fatigue tests. 
In  a  first  step  a  database  is  generated  to  allow  the  development  of  such methods. 
Therefore, prepared oil  tempered wires  as well  as helical  compression  springs, pro‐
duced  from  these wires,  are  dynamically  tested.  Rotating  bending  tests,  alternating 
torsion tests, fluctuating torsion tests are applied to wire, while dynamic fatigue tests 
are applied to helical compression springs. In addition, hardness measurements, resid‐
ual stress measurements and fracture analysis from broken specimen and components 
are used. 
In a second step, this data is used to develop the methods. It allows to relate permissi‐
ble stress amplitudes and fracturing mechanic parameters from rotating bending tests 
of wires to helical compression springs. These methods allow deducing alternating tor‐
sion  from rotating bending  tests. Similarly,  it offers  the possibility  to deduce  fluctua‐
tion torsion from alternating torsion as well as the deduction of parameters of the hel‐
ical compression spring from the wire. 
To  show  the  reliability  of  the  presented methods  the  permissible  stress  amplitudes 
within the load‐cycle rate range of 106 and 107 of both ‐ the dynamic fatigue tests and 
the model‐predictions ‐ are compared. The permissible stress amplitudes predicted by 
the methods correspond to results of the dynamic fatigue tests of peened helical com‐
pression springs at a level of 85%‐97%. Similar precision is known as well from peened 
springs from patented drawn wire. 
In addition, the model can be used to determine the damage‐equivalent volume of the 
helical  compression  spring.  From  this,  the design  relevant  inclusion  sizes  can be de‐
duced.  Various  size  effects  influence  geometrically  different  helical  compression 
springs. This work presents calculation methods  that allow  the consideration of such 
size effects to determine the permissible stresses. 
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1 Einleitung	
Bei Federn und Federelementen wird die Eigenschaft vieler Werkstoffe, bei Kraft‐ oder 
Momenteneinwirkung Verformungsenergie zu speichern und diese bei Bedarf nahezu 
ohne  Verluste wieder  abgeben  zu  können,  genutzt  [Mei97]. Der  überwiegende  Teil 
technischer Federn wird aus metallischen Werkstoffen gefertigt. Sie können als Spei‐
cherelemente, Messelemente, Schwingungs‐ und Dämpfungselemente, Ruheelemente 
und Lagerelemente eingesetzt werden [Kra86][Kra02][Kra04]. Durch äußere Belastun‐
gen entstehen abhängig von der Federgeometrie Beanspruchungen im Federwerkstoff 
in Form von Normal‐ und Tangentialspannungen. Normalspannungen treten dabei z.B. 
bei Zug‐und Druckstabfedern, Ringfedern, Biegestabfedern, Spiralfedern, Drehfedern, 
Tellerfedern und Membranfedern auf. Tangentialspannungen als Hauptbeanspruchung 
treten hingegen bei Drehstabfedern sowie Schraubenzug‐ und – druckfedern auf. Die 
Beanspruchungen  können  in Abhängigkeit  vom Anwendungsfall  statisch  (zeitlich un‐
veränderlich) oder dynamisch (zeitlich veränderlich) im Federmaterial vorliegen. 
Eines der am häufigsten eingesetzten Federelemente sind Schraubendruckfedern. Auf‐
grund  der  bei  der  Belastung  auftretenden  Torsionsbeanspruchung  des  in  der  Feder 
verarbeiteten Drahtes und dem damit einhergehenden hohen Artnutzwert, der bei ca. 
0,5 liegt, können bei geringem Materialeinsatz und Bauteilvolumen Federn mit hohem 
Energiespeicherungsvermögen  realisiert werden.  Schraubendruckfedern  sind  für  un‐
terschiedliche Einsatzbereiche verwendbar, die nicht nur  im Bereich der Automobilin‐
dustrie  in  Form  von  Achsfedern,  Ventilfedern  oder  Kupplungsdämpferfedern  liegen, 
sondern auch  in ganz alltäglichen Gebrauchsgegenständen und verschiedensten Ma‐
schinen. 
Die Geometrie  von  zylindrischen  Schraubendruckfedern wird durch Größen wie den 
Drahtdurchmesser d, den mittleren Windungsdurchmesser Dm, den Windungsabstand 
aw  bzw.  die  Steigungshöhe  sw  und  die  Federlänge  im  ungespannten  Zustand  Lo  be‐
schrieben (vgl. Abbildung 1.1). 
Abbildung 1.1:  Geometriebeschreibende 
Größen einer Schrauben‐
druckfeder 
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Hinzu kommen Größen wie die Gesamtwindungszahl ng, die Anzahl federnder Windun‐
gen nf und die Anzahl der Übergangswindungen nü sowie deren Steigungsaufbau. Mög‐
lichkeiten zur Beschreibung des Steigungsaufbaus wurden in verschiedenen Veröffent‐
lichungen [Otz55][Kle00][Lut00] genannt. 
Trotz  der  vermeintlich  einfachen  Geometrie  zeichnen  sich  Schraubendruckfedern 
durch verschiedene Besonderheiten aus, die eine Abschätzung zulässiger Spannungen 
für dynamische Beanspruchungen deutlich  erschweren. Die Ausgangsmaterialien  zur 
Herstellung von Schraubendruckfedern besitzen hohe bis höchste Festigkeiten, die im 
Bereich  zwischen  Rm=1200  bis  3500 MPa  liegen  [DIN10270/1][DIN10270/2] 
[DIN10270/3].  Sie  weisen  aufgrund  dieser  hohen  Festigkeiten  im  Allgemeinen  eine 
sehr hohe Kerb‐ und Mittelspannungsempfindlichkeit auf. Schraubendruckfedern ha‐
ben  zwar kaum makroskopische Kerbstellen, allerdings umfasst die Kerbempfindlich‐
keit  auch meso‐ und mikroskopische  Fehlstellen  in der Oberfläche bzw. Randschicht 
wie beispielsweise Rauheiten oder Verletzungen aus der Vormaterialherstellung sowie 
innere, metallurgisch bedingte Kerben wie beispielsweise nichtmetallische Einschlüsse. 
Aufgrund  der  räumlich  gekrümmten  Geometrie  der  Schraubendruckfeder  treten  an 
der Windungsinnenseite Spannungsüberhöhungen auf, die zu versagenskritischen Be‐
reichen und nicht, wie bei der Mehrzahl von Bauteilen, zu lokal vorhersehbaren versa‐
genskritischen  Stellen  führen.  Diese  Spannungsüberhöhungen  müssen  beim  Ermü‐
dungsfestigkeitsnachweis berücksichtigt werden  [Göh30][Ber33][Wah70]. Zudem  tritt 
eine Überlagerung der von außen aufgebrachten Lastspannungen und der durch den 
Draht‐ und Federherstellungsprozess vorhandenen Eigenspannungen auf. Weitere Ein‐
flüsse  auf  die  Lebensdauer  ergeben  sich  durch  hochdynamische  Vorgänge 
[Sch95][Sch98][Lut00],  wodurch  ebenfalls  Spannungsüberhöhungen  hervorgerufen 
werden,  Korrosion  und  materialverändernde  Wärmebehandlungsprozesse 
[Sch06][Gei07][Gei11][Lux11]. 
Die  genannten  Besonderheiten  erschweren  die  Auslegung  dynamisch  belasteter 
Schraubendruckfedern enorm und führen zu einer großen Unsicherheit bei den prog‐
nostizierten erreichbaren Schwingspielzahlen bzw. den für vorgegebene Schwingspiel‐
zahlen zulässigen Lastspannungen. 
Vor  allem  für  dynamische  Anwendungen  eingesetzte  Schraubendruckfedern  können 
bei Versagen zu erheblichen Folgekosten und dem Ausfall des Produktes selber führen. 
Aus  diesem  Grund  werden  an  Schraubendruckfedern  und  deren  Ausgangsmaterial 
Draht von Seiten der Anwender hohe Anforderungen gestellt [Hof02][Hof07]. Von der 
Automobilindustrie werden  insbesondere  für  Kupplungs‐  und  Ventilfedern  zum  Teil 
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Schwingspielzahlen bis 109 gefordert  [Bac02]. Dies entspricht bei gegenwärtiger Prüf‐
technik  und  vorhandenen  Prüfverfahren  einer  Prüfzeit  von  bis  zu  zwei  Jahren. Dem 
gegenüber stehen immer kürzer werdende Produktentwicklungszeiten, die mittlerwei‐
le  zwischen  2‐3  Jahren  liegen  [Hof02].  Dies  stellt  die  Federnhersteller  vor  enorme 
Probleme. Einerseits muss gewährleistet werden, dass die Feder während des Betrie‐
bes nicht versagt. Andererseits kann teilweise innerhalb der zur Verfügung stehenden 
Entwicklungszeit die  geforderte  Schwingspielzahl nicht mehr  an Musterfedern  abge‐
prüft werden. Aus diesem Grund müssen Möglichkeiten gefunden werden, trotz dieser 
ungünstigen Rahmenbedingungen eine sichere und kostengünstige Auslegung der Fe‐
dern zu ermöglichen. Gegenwärtig werden im Rahmen des Musterprozesses Versuchs‐
federn ausgelegt und gefertigt. Anschließend erfolgt die dynamische Prüfung der Pro‐
totypen  durch  zeit‐  und  kostenintensive  Dauerschwingversuche.  Die  Musterfedern 
entsprechen im günstigsten Fall bereits der finalen Feder. Im ungünstigsten Fall versa‐
gen diese Federn im Rahmen der dynamischen Prüfung bei kleineren Schwingspielzah‐
len, als  vom  Federanwender gefordert. Besonders problematisch  ist dies bei extrem 
hohen Schwingspielzahlen, wenn die Federn  im Bereich von mehreren 100 Millionen 
Schwingspielen zwar spät brechen, aber aus Sicht des Federanwenders die erforderli‐
che  Schwingspielzahl  noch  nicht  erreicht wurde. Mehrere Monate  Prüfzeit  und  die 
damit  verbundenen  finanziellen Aufwendungen waren  umsonst.  Eine Überarbeitung 
der Federgeometrie, eine Anpassung des Fertigungsprozesses oder eine Neuauswahl 
des  verwendeten Werkstoffes werden  dann  erforderlich. Die Dauerschwingversuche 
müssen anschließend erneut durchgeführt werden. Ein erheblicher  finanzieller  Scha‐
den für die federherstellende Firma ist die Folge. 
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2 Zielstellung	der	Arbeit	
Eine  Abschätzung  der  Auslastbarkeit  von  Schraubendruckfedern  auf  Basis  von  stati‐
schen Materialkennwerten  am  Ausgangsmaterial Draht  ist  aufgrund  der  Vielzahl  an 
Einflussfaktoren  wie  beispielsweise  Eigenspannungen,  Werkstoffzusammensetzung, 
Gefügeausbildung, Federgeometrie und Oberfläche bisher nicht möglich. Bereits Hem‐
pel [Hem60/1] stellte 1960 fest, dass durch diese Einflüsse kein festes Verhältnis zwi‐
schen der Zugfestigkeit Rm und der Biegewechselfestigkeit bW besteht. Für die Ermitt‐
lung zulässiger Spannungsamplituden bei dynamisch belasteten Schraubendruckfedern 
ist aufgrund der schwellenden Torsionsbeanspruchung des Drahtes  in der Feder  (Un‐
terspannung ku>0 MPa) zusätzlich das Verhältnis zwischen der Biegewechselfestigkeit 
bW und der  zulässigen  Torsionsspannungsamplitude  kA bei  Torsionsmittelspannung 
km=0 MPa  sowie  Kenntnis  über  deren  Veränderung  bei  steigender  Torsionsmit‐
telspannung erforderlich. Weitere Einflüsse wie beispielsweise Eigenspannungen  aus 
der  Federherstellung  erschweren  zusätzlich  die  Abschätzung  zulässiger  Spannungen 
von Schraubendruckfedern. 
Aufgrund der genannten Rahmenbedingungen erfolgt die Auslegung dynamisch belas‐
teter  Schraubendruckfedern  in  der  Praxis  fast  ausschließlich  experimentell  gestützt 
oder erfahrungsbasiert. Dafür wird  teilweise auf bereits vorhandene Festigkeitswerte 
aus  Dauerschwingversuchen  an  Schraubendruckfedern  als  Auslegungsgrundlage  zu‐
rückgegriffen.  Die  in  Normen  enthaltenen  Dauerfestigkeitsschaubilder  [DIN13906/1] 
sind  veraltet  und  spiegeln  nicht  das  Beanspruchungspotential moderner  Federwerk‐
stoffe und Fertigungstechnologien wider. In den meisten Fällen allerdings fehlen diese 
Festigkeitswerte  aufgrund  verschiedenster  möglicher  Ausgangsmaterialien,  unter‐
schiedlichster  Federherstellungsprozesse  und  Federgeometrien  gänzlich,  sodass  auf 
teure Dauerschwingversuche  im Rahmen der Federentwicklung nicht verzichtet wer‐
den kann. Ansätze, mit deren Hilfe statische Materialkennwerte wie beispielsweise die 
Zugfestigkeit Rm  in dynamische Materialkennwerte wie beispielsweise die Biegewech‐
selfestigkeit  bW  oder  auch  Torsionswechselfestigkeit  W  überführt werden  können, 
liefern gegenwärtig keine ausreichend genauen Werte. Es müssen daher Wege gefun‐
den werden, um auch ohne teure und zeitintensive Dauerschwingversuche am Bauteil 
Feder selbst eine Auslegung auf Basis von dynamischen Materialkennwerten des Aus‐
gangsmaterials zu ermöglichen. 
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Dynamische Materialkennwerte des Ausgangsmaterials können z.B. durch Umlaufbie‐
geprüfungen am Draht ermittelt werden. Der Draht wird dabei auf einen Kreisbogen 
gespannt und anschließend in Rotation versetzt. Die so auftretende umlaufende Biege‐
spannung ermöglicht eine dynamische Prüfung des Drahtes.  In Abhängigkeit von der 
eingestellten Biegespannung kann der Draht eine unterschiedliche Anzahl an Umdre‐
hungen ertragen. Eine Umdrehung des Drahtes entspricht dabei einem Schwingspiel. 
Bei  Prüfung  von mehreren Drähten  auf  verschiedenen  Lasthorizonten  können  unter 
Verwendung  statistischer  Auswertemethoden  dynamische  Materialkennwerte  des 
geprüften Drahtes ermittelt werden. 
Im Rahmen dieser Arbeit soll untersucht werden, inwiefern durch Umlaufbiegeprüfun‐
gen  ermittelte  dynamische  Materialkennwerte  (Biegewechselfestigkeit  bW)  sowie 
bruchmechanische  Kennwerte  (Schwellwert  der  Spannungsrissausbreitung  Kth)  des 
Drahtes als Auslegungsgrundlage für dynamisch belastete Schraubendruckfedern her‐
angezogen werden können. Es sollen so Grundlagen geschaffen werden, um auf Basis 
einfach  abprüfbarer Materialkennwerte  des  Drahtes  Aussagen  über  zulässige  Span‐
nungen  (Bauteilfestigkeitswerte) von geometrisch unterschiedlichen Schraubendruck‐
federn zu ermöglichen. 
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3 Aufbau	der	Arbeit	
Nach dem einleitenden Kapitel 1, der darauf  folgenden Formulierung der Zielstellung 
in Kapitel 2 und diesem Kapitel wird  in Kapitel 4 auf den aktuellen Kenntnisstand ein‐
gegangen. Dabei werden  in Abschnitt 4.1 zunächst die Vorgänge und Stadien bei der 
Ermüdung metallischer Werkstoffe genannt. In Abschnitt 4.2 werden anschließend die 
vorhandenen Beanspruchungen einer Schraubendruckfeder betrachtet. Damit  in die‐
ser Arbeit eine einheitliche und dem Leser verständliche Terminologie verwendet wer‐
den kann, wird zu Beginn dieses Abschnittes auf die für die Betriebsfestigkeit relevan‐
ten Größen und Bezeichnungen eingegangen. Darauf folgen Betrachtungen zur Ermitt‐
lung der vorhandenen Beanspruchungen und Möglichkeiten zu deren Beschreibung. In 
Abschnitt 4.3 werden die zulässigen Beanspruchungen einer Schraubendruckfeder be‐
trachtet. Dazu werden die gegenwärtig vorhandenen Möglichkeiten zu deren Bestim‐
mung  dargelegt. Weiterhin werden  in  diesem  Abschnitt  die  Einflüsse  auf  die  Bean‐
spruchbarkeit von Bauteilen betrachtet. Um die Auswirkungen von Eigenspannungen 
auf den Gesamtspannungszustand bzw. die zulässigen Beanspruchungen hervorzuhe‐
ben, werden diese separat  in Abschnitt 4.4 diskutiert.  In Abschnitt 4.5 werden die  im 
Rahmen dieser Arbeit verwendeten Prüf‐ und Messverfahren vorgestellt. Möglichkei‐
ten zur statistischen Auswertung der dynamischen Versuche werden  in Abschnitt 4.6 
genannt. Am Ende von Kapitel 4 folgt eine Zusammenfassung des Kenntnisstandes. 
In Kapitel 5 wird die gewählte Vorgehensweise zum Erreichen der in Kapitel 2 genann‐
ten Ziele dargelegt. Es wird dabei zwischen der Beschreibung der Methode zur Über‐
tragung der Kennwerte aus Umlaufbiegeprüfungen an Drähten auf Dauerschwingver‐
suche an Federn, der zugrunde gelegten Versuchsbasis, der Methodenentwicklung und 
deren Validierung unterschieden. 
In Kapitel 6 werden die untersuchten Werkstoffe, versuchsvorbereitende Tätigkeiten 
sowie die geplanten dynamischen Versuche beschrieben. Darüber hinaus wird  in die‐
sem  Abschnitt  auf  die  verwendete  Versuchstechnik  und  die  Versuchsdurchführung 
eingegangen. 
In Kapitel 7 werden die Ergebnisse der an Drähten und Schraubendruckfedern durch‐
geführten statischen und dynamischen Versuche vorgestellt. Die daraus resultierenden 
Erkenntnisse werden am Ende des Abschnittes zusammengefasst. 
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In Kapitel 8 werden unter Verwendung der  in Kapitel 7 aufgeführten Datenbasis Me‐
thoden entwickelt, mit deren Hilfe eine Übertragung der durch Umlaufbiegeprüfung 
ermittelten dynamischen Materialkennwerte des Drahtes auf Kennwerte des Bauteils 
Schraubendruckfeder  erfolgen  kann.  In  diesem  Zusammenhang  werden  neben  Be‐
trachtungen zur Übertragung zulässiger Spannungen auch Betrachtungen zur Übertra‐
gung bruchmechanischer Kennwerte durchgeführt. 
In Kapitel 9 erfolgt eine Zusammenfassung der  in dieser Arbeit erzielten Ergebnisse. 
Weiterhin werden  in Kapitel  10  Fragestellungen  abgeleitet,  die  sich  im Rahmen  der 
Bearbeitung  dieses  Themas  ergaben.  Diese  sollen  die  Grundlage  für  weitere  For‐
schungsarbeiten bilden. 
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4 Kenntnisstand	
4.1 Ermüdung	metallischer	Werkstoffe	
Die  Ermüdung metallischer Werkstoffe  setzt das Auftreten plastischer Verformungs‐
vorgänge über eine hinreichend große Zahl an Schwingspielen voraus  [Rös02]. Plasti‐
sche Verformungsvorgänge  treten  im Temperaturbereich unterhalb 0,4 TS  (TS –  Soli‐
dustemperatur) durch Bewegung und Erzeugung von Versetzungen und deren Wech‐
selwirkung mit Hindernissen auf. Die Art der Versetzung hängt von der vorliegenden 
Gitterstruktur des Werkstoffes und  von  vorangegangenen Arbeitsgängen ab. Bei der 
Ermüdung metallischer Werkstoffe  infolge  dynamischer  Beanspruchung werden  vier 
charakteristische Ermüdungsstadien unterschieden [Mac78]. 
‐ anrissfreie Ermüdungsphase 
‐ Rissausbildung 
‐ Stabile Rissausbreitung 
‐ Ermüdungs‐ oder Gewaltbruch (instabile Rissausbreitung) 
In  der  anrissfreien  Ermüdungsphase  erfolgen  irreversible  Versetzungsbewegungen. 
Zudem werden aufgrund  verschiedenartiger Mechanismen neue Versetzungen gebil‐
det. Die Versetzungen bewegen sich auf sogenannten Gleitebenen. Treten Versetzun‐
gen an der Bauteiloberfläche an den Gleitebenen aus, wird dort eine Stufe, auch Gleit‐
linie genannt, gebildet. Mehrere benachbarte Gleitlinien  führen  zu Gleitbändern. Bei 
Richtungswechsel der Beanspruchung werden andere Gleitebenen aktiviert. Dadurch 
kommt  es  zu  In‐  und  Extrusionen [Bil98]. Der  anrissfreien  Ermüdungsphase  schließt 
sich das Ermüdungsstadium der Rissausbildung an. Die Rissausbildung erfolgt  im Be‐
reich mikroplastischer Verformungen, die zum Teil an der Stelle der in der anrissfreien 
Ermüdungsphase gebildeten In‐ und Extrusionen zu lokalisieren sind. Weiterhin wird in 
diesem  Zusammenhang  auf  die  Beeinflussung  der  Anrissbildung  durch Oberflächen‐
rauheit, Randentkohlung, Randoxidation,  Kerben  in  der Oberfläche,  nichtmetallische 
Einschlüsse  und  aufgeprägte  Eigenspannungszustände  verwiesen  [Kai81][Sie83] 
[Ber87]. Der Phase der Rissausbildung folgt die Phase der stabilen Rissausbreitung,  in 
der der Riss kontinuierlich wächst. Ist der Bauteilquerschnitt durch den Ermüdungsriss 
hinreichend stark reduziert, erfolgt instabile Rissausbreitung und es kommt zum Ermü‐
dungs‐ oder Gewaltbruch. 
Bei Werkstoffen mit hoher Festigkeit verringert sich die kritische Risslänge, wodurch es 
zu einer Verschiebung der Anrisslastspielzahl in Richtung größerer Schwingspielzahlen 
kommt. Dadurch nimmt der Anteil der Schwingspiele der Rissausbreitungsphase an der 
Gesamtschwingspielzahl ab. 
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Die Gesamtschwingspielzahl von Schraubendruckfedern, die aus hochfesten Werkstof‐
fen bestehen, wird  somit maßgeblich durch die anrissfreie Ermüdungsphase und die 
Phase  der  Rissausbildung  dominiert  [Geo00][Rös02][Röd11].  Die  im  Rahmen  dieser 
Arbeit untersuchten Werkstoffe weisen ebenfalls eine hohe Festigkeit auf. Bruchanaly‐
sen  an  aus  diesem  Werkstoff  gefertigten  Schraubendruckfedern  belegen,  dass  die 
Schwingbruchflächen nur wenige Prozent des Drahtquerschnittes einnehmen. Die Aus‐
sage von Georges et al. wird dadurch bekräftigt [Rei11][Rei13]. 
Die Bruchmechanik beschäftigt sich mit der Entstehung und Beschreibung von Rissen 
unter mechanischer  Beanspruchung.  Es wird  zwischen  linear‐elastischer  (LEBM)  und 
elastisch‐plastischer Bruchmechanik (EPBM) unterschieden. Bei der LEBM wird für die 
Rissbeschreibung  die  Gültigkeit  der  linearen  Elastizitätstheorie  vorausgesetzt.  Die 
EPBM wird hingegen bei Vorliegen größerer plastischer Verformungen vor Einsetzen 
des Bruches verwendet. 
Im  Rahmen  der  Bruchmechanik  werden  drei  elementare  Rissöffnungsarten  unter‐
schieden [Gro11]. 
 
Abbildung 4.1:  Elementare Rissöffnungsarten a) Modus I: Öffnung unter Zugbeanspruchung b) Modus 
II: Öffnung unter ebener Schubbeanspruchung c) Öffnung unter nicht ebener Schubbe‐
anspruchung 
Ein Maß für die Intensität des singulären Spannungsfeldes an der Rissspitze sind Span‐
nungsintensitätsfaktoren K.  In Abhängigkeit von der Rissöffnungsart erfolgt eine  Indi‐
zierung mit I, II und III (KI, KII, KIII). Der Betrag der Spannungsintensitätsfaktoren ist ab‐
hängig von der Bauteil‐ und Rissgeometrie, der äußeren Belastung, der Lage des Risses 
sowie den dort vorliegenden Spannungen. Bei Umlaufbiegeprüfungen treten im Draht 
ausschließlich  Normalspannungen  auf,  weshalb  nachfolgend  lediglich  der  Rissöff‐
nungsmodus  I  betrachtet  wird.  Allgemein  kann  der  Spannungsintensitätsfaktor  für 
Modus I (KI) durch die Beziehung 
ܭூ ൌ ߪ ∙ √ߨܽ ∙ ூܻሺܽሻ  4.1
beschrieben werden. 
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Dabei  ist  die  charakteristische  Spannung, √ߨܽ  der Risslängenanteil  und  YI(a)  eine 
Korrekturfunktion, die  sowohl Geometrie  von Bauteil und Riss  als  auch den Ort des 
Risses und die dort vorhandene Spannungsverteilung berücksichtigt. 
Bei schwingend beanspruchten, rissbehafteten Körpern ist nicht der Spannungsintensi‐
tätsfaktor K, sondern dessen Schwingbreite K entscheidend. Diese wird aus der Diffe‐
renz  der  maximalen  und  minimalen  Spannungsintensität  (KI,max,  KI,min)  gebildet 
[FKM06]. 
ܭூ ൌ ܭூ,௠௔௫ െ ܭூ,௠௜௡ ൌ ߪ௠௔௫ ∙ √ߨܽ ∙ ூܻሺܽሻ െ ߪ௠௜௡ ∙ √ߨܽ ∙ ூܻሺܽሻ 
ൌ ∆ߪ ∙ √ߨܽ ∙ ூܻሺܽሻ 
4.2 
Der Rissfortschritt da/dN wurde in Abhängigkeit von der Schwingbreite der Spannungs‐
intensität in Abbildung 4.2 dargestellt. 
Abbildung 4.2:  Makrorissfortschritt bei 
dynamischer Beanspru‐
chung [FKM06] 
Der Makrorissfortschritt bei dynamischer Beanspruchung wird  in drei Bereiche unter‐
teilt und  ist durch Kth, dem Schwellwert zur Ermüdungsrissausbreitung, und Kc, der 
Risszähigkeit begrenzt. Bei Schwingbreiten der Spannungsintensität <Kth können Risse 
nicht wachsen. Kth stellt somit einen mit Dauerfestigkeitswerten (Spannungen) korre‐
lierenden Wert dar. An den Bereich I, in dem sich Risse ausbilden, folgt der Bereich II. 
Im  Bereich  II  liegt  eine  stabile  Rissausbreitung  vor.  Deren  Geschwindigkeit  (da/dN) 
kann nach Paris/Erdogan durch Gleichung 4.3 beschrieben werden [FKM06]. Die darin 
enthaltenen Konstanten C und m sind werkstoffabhängig. 
݀ܽ
݀ܰ ൌ ܥ ∙ ሺ∆ܭሻ
௠  4.3 
Im Bereich III liegt instabiles Risswachstum vor, welches nach wenigen Schwingspielen 
zum Restgewaltbruch führt. 
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Die Beträge der bruchmechanischen Größen Kth, Kc, C und m werden maßgeblich 
durch das Spannungsintensitätsverhältnis RK beeinflusst. Grund dafür ist die Tatsache, 
dass Risswachstum nur bei geöffnetem Riss erfolgen kann. Bei dynamischen Beanspru‐
chungen, bei denen das Spannungsintensitätsverhältnis RK<0  ist,  schließt  sich bereits 
vor Erreichen der minimalen Spannung der Riss. 
ܴ௄ ൌ ܭ௠௜௡ܭ௠௔௫  4.4
Ohne Berücksichtigung von Eigenspannungen entspricht das Spannungsintensitätsver‐
hältnis RK dem Spannungsverhältnis R  (vgl. Abschnitt 4.2.1).  In  [FKM06] werden ver‐
schiedene  Ansätze  genannt,  das  Spannungsintensitätsverhältnis  RK  im  Rahmen  des 
bruchmechanischen Festigkeitsnachweises zu berücksichtigen. 
Durch Auswertung von dynamischen Versuchen an Proben und Bauteilen können mit 
Hilfe  bruchmechanischer  Ansätze  zulässige  Beanspruchungen  in  Form  eines  Schwel‐
lenwertes zur Ermüdungsrissausbreitung Kth ermittelt werden. Eine Berücksichtigung 
von äußeren und  inneren Fehlstellen  ist somit bei der Auslegung von Bauteilen mög‐
lich. 
Beim Ermüdungsfestigkeitsnachweis mit Nennspannungen oder örtlichen Spannungen 
bzw. bruchmechanischen Kennwerten wird die vorhandene Beanspruchung mit einer 
zulässigen Beanspruchung verglichen. 
ݒ݋ݎ݄ܽ݊݀݁݊݁	ܤ݁ܽ݊ݏ݌ݎݑ݄ܿݑ݊݃ ൏ ݖݑ݈äݏݏ݅݃݁ ܤ݁ܽ݊ݏ݌ݎݑ݄ܿݑ݊݃  4.5
In jedem Fall muss die vorhandene Beanspruchung bei erfolgreichem Nachweis kleiner 
als  die  zulässige  Beanspruchung  sein.  Natürlich müssen  für  einen  Ermüdungsfestig‐
keitsnachweis  die  vorhandenen  und  zulässigen  Beanspruchungen  bekannt  sein.  Ent‐
sprechend beschäftigen sich die beiden nachfolgenden Abschnitte mit der Ermittlung 
der  vorhandenen  und  Abschätzung  der  zulässigen  Beanspruchung  von  Schrauben‐
druckfedern. Die vorhandenen Eigenspannungen werden in einem separaten Abschnitt 
betrachtet, da im Rahmen des Ermüdungsfestigkeitsnachweises eine Berücksichtigung 
sowohl  auf  der  Seite der  vorhandenen Beanspruchungen  als  auch  auf der  Seite der 
zulässigen Beanspruchungen erfolgen kann. 
4.2 Vorhandene	Beanspruchung	von	Schraubendruckfedern	
Die klassische Federberechnung, die heute in den meisten Fällen als Stand der Technik 
angewandt wird,  unterscheidet  in  statisch  bzw.  quasistatisch  und  dynamisch  bean‐
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spruchte  Federn [Mei93].  Eine  statische  Beanspruchung  liegt  vor,  wenn  die  Feder 
durch  eine  zeitlich  konstante  Kraft  belastet wird.  Als  quasistatische  Beanspruchung 
werden in der Federntechnik auch zeitlich veränderliche Beanspruchungen mit größe‐
ren Hubspannungen, die durch Phasen konstanter Belastung und einer Schwingspiel‐
zahl kleiner 104 gekennzeichnet sind und zeitlich veränderliche Spannungen mit einer 
vernachlässigbar  kleinen  Hubspannung  (< 0,1 x Dauerfestigkeitswert)  bezeichnet 
[Mei97]. Als dynamische Beanspruchung werden alle zeitlich veränderlichen Beanspru‐
chungen eingeordnet, die Hubspannungen größer dem 0,1‐fachen Wert der Dauerfes‐
tigkeit aufweisen und mehr als 104 Schwingspiele haben. 
4.2.1 Kenngrößen	der	dynamischen	Beanspruchung	
In Abbildung 4.3  sind die Kenngrößen einer dynamischen Beanspruchung dargestellt. 
Die Ober‐ und Unterspannung beschreiben die maximal und minimal während eines 
Schwingspiels vorhandene Beanspruchung des Werkstoffes. Da die nachfolgend darge‐
stellten  Zusammenhänge  sowohl  für  Normalspannungen    als  auch  für  Tangen‐
tialspannungen  gelten, wird für Spannungen allgemein die Bezeichnung S verwendet. 
  So  : Oberspannung 
  Su  : Unterspannung 
  Sm  : Mittelspannung 
  Sa  : Spannungsamplitude 
  S  : Schwingbreite 
  R  : Spannungsverhältnis 
Abbildung 4.3:  Kenngrößen der dynami‐
schen Beanspruchung 
Weitere Kenngrößen eines  Schwingspiels  sind Mittelspannung,  Spannungsamplitude, 
Schwingbreite und  Spannungsverhältnis.  Sie werden durch Gleichung 4.6 bis 4.9 be‐
schrieben. 
ܵ௠ ൌ ܵ௢ ൅ ܵ௨2   4.6 ܵ௔ ൌ
ܵ௢ െ ܵ௨
2   4.7  
∆ܵ ൌ ܵ௢ െ ܵ௨  4.8 ܴ ൌ ܵ௨ܵ௢   4.9 
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In der Praxis können Beanspruchungen mit variabler Amplitude auftreten. Beschrieben 
wird die Häufigkeit von variablen Amplituden während eines Belastungszyklus durch 
die  Völligkeit v.  Bei Wöhler‐Versuchen  beträgt  die  Völligkeit  beispielsweise  v=1. Die 
auftretenden Amplituden sind konstant. 
Bei  einer  Dauerschwingprüfung  von  Schraubendruckfedern werden  die  Federn  zwi‐
schen der Länge L1 und der Länge L2 dynamisch geprüft. Die dabei  in den beiden Ar‐
beitspunkten AP1 und AP2 entstehenden Kräfte F1 und F2 erzeugen im Draht die für die 
Federauslegung relevante minimale Torsionsspannung ku (Unterspannung) und maxi‐
male Torsionsspannung ko (Oberspannung) an der Stelle der Windungsinnenseite. 
 
Abbildung 4.4:  Kenngrößen der dynamisch belasteten Schraubendruckfeder (in Anlehnung an 
[DIN13906/1]) 
Alle weiteren  Kenngrößen  eines  Schwingspiels, wie Mittelspannung  km,  Spannungs‐
amplitude  ka,  Spannungshub  kh  und  Spannungsverhältnis  R  sind  durch Unter‐  und 
Oberspannung definiert. 
߬௞௠ ൌ ௞௢ ൅ ௞௨2   4.10 ߬௞௔ ൌ
௞௢ െ ௞௨
2   4.11
 
߬௞௛ ൌ ߬௞௢ െ ߬௞௨  4.12 ܴ ൌ ߬௞௨߬௞௢   4.13
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Weitere  infolge der äußeren Belastung hervorgerufene Spannungskomponenten  (vgl. 
Abschnitt  4.2.2) werden bei der  gegenwärtigen  Form der Auslegung, mit Ausnahme 
firmeninterner Ansätze, nicht berücksichtigt. 
Die  Beanspruchung  in  Schraubendruckfedern  kann  auf  analytische,  numerische  und 
experimentelle Weise bestimmt werden. 
4.2.2 Analytische	Berechnung	der	Beanspruchung	
Durch eine äußere Kraft F, die  in Richtung der Federachse verläuft, werden Belastun‐
gen  in Form von Schnittkräften  (Normalkraft, Querkraft) und Schnittmomenten  (Bie‐
gemoment, Torsionsmoment) hervorgerufen. Das Verhältnis der Kräfte und Momente 
hängt dabei vom Steigungswinkel  und dem Federdurchmesser Dm der Feder ab.  In 
Abbildung 4.5  sind die Zusammenhänge  zwischen äußerer Kraft F, Steigungswinkel  
und den daraus resultierenden Schnittkräften und –momenten zusammengefasst. 
 
Benennung  Math. Zusammenhang 
Querkraft  ܨொ ൌ ܨ ∙ ܿ݋ݏߙ  4.14
Normalkraft  ܨே ൌ ܨ ∙ ݏ݅݊ߙ  4.15
Biegemoment  ܯ௕ ൌ 0,5 ∙ ܦ௠ ∙ ܨ ∙ ݏ݅݊ߙ  4.16
Torsionsmoment  ܯ௧ ൌ 0,5 ∙ ܦ௠ ∙ ܨ ∙ ܿ݋ݏߙ  4.17
Steigungswinkel  ߙ ൌ ܽݎܿݐܽ݊ሺ݉ ߨ ∙ ܦ⁄ ሻ  4.18
Abbildung 4.5:  Belastung der Schraubendruckfeder bei 
axialer Krafteinwirkung [Mei97][Lie02] 
Durch die auf den Draht wirkenden Belastungen entstehen im Material Beanspruchun‐
gen (Spannungen). Diese sind in nachfolgender Tabelle zusammengefasst. 
Tabelle 4.1: Beanspruchung des Federdrahtes bei Einwirkung einer axialen Kraft F [Lie02] 
Beanspruchung des Federdrahtes  Mathematischer Zusammenhang 
Zug‐ /Druckspannung  ߪ௭ௗ ൌ ܰܣ ൌ
4 ∙ ݏ݅݊ߙ
ߨ ∙ ݀ଶ ∙ ܨ  4.19 
Biegespannung  ߪ௕ ൌ ܯ௕௕ܹ ൌ
16 ∙ ܦ௠ ∙ ݏ݅݊ߙ
ߨ ∙ ݀ଷ ∙ ܨ  4.20 
Schubspannung  ߬௦ ൌ 4 ∙ ܳ3 ∙ ܣ ൌ
16 ∙ ܿ݋ݏߙ
3 ∙ ߨ ∙ ݀ଶ ∙ ܨ  4.21 
Torsionsspannung  ߬௧ ൌ ܯ௧௧ܹ ൌ
8 ∙ ܦ௠ ∙ ܿ݋ݏߙ
ߨ ∙ ݀ଷ ∙ ܨ  4.22 
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Der Steigungswinkel  wird durch die angreifende Axialkraft beeinflusst. Mit steigen‐
der Axialkraft F wird der Windungsabstand und somit der Steigungswinkel  kleiner. 
Dadurch reduzieren sich die prozentualen Anteile der Zug‐ /Druckspannung und Biege‐
spannung  gemessen  an  der Gesamtvergleichsspannung  deutlich  [Lie02]. Aus  diesem 
Grund werden nach DIN EN 13906‐1  [DIN13906/1]  ausschließlich die Werte der  vor‐
handenen  Torsionsnennspannung  t,nenn  (bei =0°)  für  die  Dimensionierung  statisch 
belasteter  Schraubendruckfedern  herangezogen.  Gleichung  4.22  ergibt  für  =0° 
(cos 0°= 1) folgenden Zusammenhang: 
߬௧,௡௘௡௡ ൌ 8 ∙ ܦ௠ ∙ ܨߨ ∙ ݀ଷ   4.23
An Schraubendruckfedern  treten aufgrund der Geometrie, ähnlich wie bei gekerbten 
Bauteilen, Spannungsüberhöhungen bezogen auf die vorhandene Nennspannung auf 
(vgl. Abbildung 4.6). Möglichkeiten zu deren mathematischer Beschreibung wurden  in 
verschiedenen Arbeiten [Göh30][Fin58][Wah70] untersucht. Eine Berücksichtigung der 
Spannungsüberhöhung  bei  der  Auslegung  statisch  belasteter  Schraubendruckfedern 
nach Norm [DIN13906/1] erfolgt nicht. 
(r,=0°) Schubspannungs‐
verteilung über dem 
Drahtquerschnitt 
(, r=ra) Schubspannungsver‐
teilung über dem 
Drahtumfang 
Abbildung 4.6:  Schubspannungsverteilung an der Drahtoberfläche und im Drahtquerschnitt [Muh92] 
Die  Schubspannungsverteilung  sowohl  an  der Drahtoberfläche  als  auch  im Material 
hängt  vom Wickelverhältnis w  (w=Dm/d)  der  Feder  ab. Das Verhältnis  zwischen  der 
Schubnennspannung  und  den  örtlich  vorhandenen  Spannungen  an  der Windungsin‐
nenseite, der Windungsseitenfläche und der Windungsaußenseite der Feder kann über 
den Spannungsbeiwert kB näherungsweise beschrieben werden [Huh67]. 
Windungsinnenseite:  ߬ሺ߮ ൌ 0°, ݎ ൌ ݎ௔ሻ ൌ ݇஻ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  4.24 
Windungsseitenfläche:  ߬ሺ߮ ൌ 90°, 270°, ݎ ൌ ݎ௔ሻ ൌ ߬௧,௡௘௡௡  4.25 
Windungsaußenseite:  ߬ሺ߮ ൌ 180°, ݎ ൌ ݎ௔ሻ ൌ ଵ௞ಳ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  4.26 
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Im Gegensatz  zu  statisch  belasteten  Federn wird  bei  der  Auslegung  von  dynamisch 
belasteten  Federn nach DIN EN 13906‐1  [DIN13906/1] die  Spannungsüberhöhung  an 
der Windungsinnenseite berücksichtigt. 
Zunächst wird über die analytischen Gleichungen die Nennspannung  in Abhängigkeit 
von den geometrischen Abmessungen der Feder und der äußeren Belastung ermittelt. 
Anschließend  erfolgt  die  Multiplikation  mit  dem  Spannungsbeiwert  kB  (Glei‐
chung 4.27). 
߬௧,௠௔௫ ൌ ݇஻ ∙ ߬௧ ൌ ݇஻ ∙ 8 ∙ ܨ ∙ ܦ௠ߨ ∙ ݀ଷ   4.27 
Das Ergebnis ist die größte örtlich vorhandene Spannung in der Schraubendruckfeder, 
die im Gegensatz zu gekerbten Bauteilen nicht als eine lokal vorhandene Spannung im 
Bereich  des  Kerbgrundes,  sondern  geometriebedingt  als  eine  vorhandene  Spannung 
gesamter  Bauteilbereiche  zu  sehen  ist.  In  den meisten  Fällen  erfolgt  bei  dynamisch 
belasteten Schraubendruckfedern im Bereich dieser Spannungsüberhöhung, die an der 
Windungsinnenseite  lokalisiert  ist,  die  Rissbildung, welche  schließlich  zum  Versagen 
des Bauteils durch technischen Anriss oder Bruch führt. 
4.2.3 Numerische	Berechnung	der	Spannungskennwerte	
Aufgrund komplizierter Federgeometrien, dem Anlegen von Windungsteilen während 
der Einfederung, großen Verformungen und  speziellen Einfederungskinematiken ent‐
stehen inhomogene Spannungsverteilungen über die Drahtlänge der Feder. Durch ana‐
lytische Beziehungen sind diese speziellen Besonderheiten nicht mehr abbildbar. Eine 
Lösung  bietet  die  Finite  Elemente Methode  (FEM) mittels  nichtlinearer  Analyse.  So 
können als Ergebnis der FEM unter anderem Verformungen, Spannungen, Dehnungen, 
Eigenfrequenzen und Eigenformen des Federelementes ermittelt werden [Kle00]. 
Neben den durch äußere Kräfte und Momente hervorgerufenen Lastspannungen kann 
ebenso der Eigenspannungszustand, der durch die verschiedenen Herstellungsschritte 
der Feder maßgeblich beeinflusst wird, teilweise berechnet werden. Dazu gehören die 
Eigenspannungen  nach  dem  Federwinden,  Kugelstrahlen  und  Federsetzen 
[Rei11][Kle14].  Auch  existieren  erste  Ansätze  zur  Simulation  der  Eigenspannungsre‐
laxation infolge einer Wärmebehandlung. Allerdings sind diese gegenwärtig noch nicht 
industriell einsetzbar. Für Untersuchungen hochdynamischer Effekte und der Berück‐
sichtigung von die Schraubendruckfeder umgebenden Fluiden kann zusätzlich der Ein‐
satz der Mehrkörpersimulation (MKS) erforderlich sein [Wit02][Wit05][Wit13]. 
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4.2.4 Experimentelle	Ermittlung	der	Spannungskennwerte	mittels	DMS	
Das  Prinzip  der  experimentellen  Ermittlung  der  durch  äußere  Kräfte  und Momente 
hervorgerufenen  Beanspruchung  mittels  Dehnmessstreifen  (DMS)  beruht  auf  dem 
Messen von Dehnungen an der Bauteiloberfläche  [Iss95]. Aus den gemessenen Deh‐
nungen können unter Kenntnis der Materialeigenschaften, wie Elastizitätsmodul und 
Querdehnungszahl, die Lastspannungen in Betrag und Richtung bestimmt werden. 
Mittels DMS ist ausschließlich eine Ermittlung der Beanspruchung an der Bauteilober‐
fläche möglich. Teilweise sind  jedoch aufgrund der Eigenspannungsverteilung  im Bau‐
teil  die  versagenskritischen  Bereiche  unterhalb  der  Bauteiloberfläche  zu  finden. Au‐
ßerdem  ist mittels  DMS  nur  die  Beanspruchung  infolge  der  äußeren  Belastung  be‐
stimmbar. Aussagen über den Eigenspannungsgradienten bzw. den Eigenspannungstie‐
fenverlauf fehlen. Deshalb ist die Anwendung von DMS zur Bestimmung der Beanspru‐
chung  in Schraubendruckfedern nur bedingt möglich. Es wäre notwendig, die mittels 
DMS bestimmten Lastspannungen mit den vorhandenen Eigenspannungen zu überla‐
gern. Die Eigenspannungen müssten dafür röntgenografisch bestimmt oder über ana‐
lytische Gleichungen abgeschätzt werden [Bau11][Kob11]. 
4.2.5 Beschreibung	von	Spannungszuständen	
Betrachtungen  zur  Beschreibung  von  Spannungszuständen  sind  notwendig,  um  die 
vorhandene  Beanspruchung  in  Schraubendruckfedern  entsprechend  darstellen  zu 
können. 
Mechanische Spannungen entstehen durch äußere Belastungen in Form von auf einen 
Körper wirkenden Kräften und Momenten. Aber auch durch Erwärmung von Körpern 
oder Phasenumwandlung  im Werkstoff können Spannungen entstehen. Mechanische 
Spannungen werden durch die Kraft pro Flächeneinheit definiert. 
ߪ ൌ ݀ܨ݀ܣ  4.28
Es wird zwischen Normal‐ und Tangentialspannungen unterschieden. Normalspannun‐
gen liegen bezüglich ihrer Ausrichtung senkrecht auf der jeweiligen betrachteten Ebe‐
ne. Tangentialspannungen liegen bezüglich ihrer Ausrichtung in der betrachteten Ebe‐
ne. 
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Abbildung 4.7:   Spannungskomponenten am 
Flächenelement der x‐y‐Ebene 
(in Anlehnung an [Thu60]) 
In Abbildung 4.7  sind die Spannungskomponenten des Spannungsvektors  für die x‐y‐
Ebene dargestellt. Analog dazu sind die Spannungsvektoren für die x‐z‐Ebene und y‐z‐
Ebene  aus  zwei  Schubspannungs‐  und  einer  Normalspannungskomponente  zusam‐
mengesetzt. 
ߪ௫ሬሬሬሬറ ൌ ൭
ߪ௫௫߬௫௬߬௫௭
൱  4.29  ߪ௬ሬሬሬሬറ ൌ ൭
߬௬௫ߪ௬௬߬௬௭
൱  4.30 ߪ௭ሬሬሬറ ൌ ൭
߬௭௫߬௭௬ߪ௭௭
൱  4.31 
In Abhängigkeit von den äußeren Belastungen und den daraus im Bauteil vorhandenen 
Spannungen  wird  eine  Unterscheidung  in  einachsigen,  zweiachsigen  (ebener)  und 
dreiachsigen (räumlicher) Spannungszustand vorgenommen. 
4.2.5.1 Dreiachsiger (räumlicher) Spannungszustand 
Der Spannungszustand  in einem Punkt eines beanspruchten Bauteils kann durch drei 
voneinander  unabhängige Normalspannungen  und  drei  zugeordnete  Schubspannun‐
gen definiert werden. Der dreiachsige Spannungszustand  lässt sich entsprechend mit 
Hilfe von 6 unabhängigen Größen vollständig beschreiben. Die mathematische Darstel‐
lung erfolgt durch den Spannungstensor S (Gleichung 4.32). 
ܵ ൌ ൥
ߪ௫ ߬௫௬ ߬௫௭߬௬௫ ߪ௬ ߬௬௭߬௭௫ ߬௭௬ ߪ௭
൩ ൌ ൥
ߪଵଵ ߬ଵଶ ߬ଵଷ߬ଶଵ ߪଶଶ ߬ଶଷ߬ଷଵ ߬ଷଶ ߪଷଷ
൩ 
4.32 
ܵ ൌ ൥
ߪଵ 0 00 ߪଶ 00 0 ߪଷ
൩  4.33 
Abbildung 4.8:   Allgemeiner (räumlicher) Span‐
nungszustand [Liu91] 
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Das  in Abbildung 4.8 dargestellte Würfelelement kann durch Koordinatentransforma‐
tion  so  gedreht werden, dass die  Schubspannungen  in den  Schnittebenen den Wert 
Null und die Normalspannungen Extremwerte annehmen. Die so resultierenden Nor‐
malspannungen werden Hauptnormalspannungen 1, 2 und 3 genannt. Die Haupt‐
normalspannungen beschreiben das Hauptachsenkoordinatensystem (Gleichung 4.33). 
Ebenso  ist die Bestimmung der  Spannungskomponenten  in einer beliebigen  Schnitt‐
ebene mit den Orientierungswinkeln  und  aus dem allgemeinen Spannungstensor S 
möglich  (vgl. Abbildung 4.9).  Beschrieben werden  die  Spannungen  der  Schnittebene 
durch eine Normalspannung  und zwei Schubspannungen u und v. 
Abbildung 4.9:   Allgemeiner (räumlicher) 
Spannungszustand 
ߪఊఝ ൌ ݏ݅݊ଶߛ ∙ ൤ߪ௫ ൅ ߪ௬2 ൅
ߪ௫ െ ߪ௬
2 ∙ ܿ݋ݏ2߮ ൅ ߬௫௬ݏ݅݊2߮൨ 
													൅ݏ݅݊2ߛ ∙ ൣ߬௫௭ ∙ ܿ݋ݏ߮ ൅ ߬௬௭ ∙ ݏ݅݊߮൧ ൅ ߪ௭ ∙ ܿ݋ݏ²ߛ 
4.34
߬ఊఝ௨ ൌ െݏ݅݊ߛ ∙ ቂߪ௫ െ ߪ௬2 ∙ ݏ݅݊2߮ െ ߬௫௬ ∙ ܿ݋ݏ2߮ቃ 
															െܿ݋ݏߛ ∙ ൣ߬௫௭ ∙ ݏ݅݊߮ െ ߬௬௭ ∙ ܿ݋ݏ߮൧  4.35
߬ఊఝ௩ ൌ െݏ݅݊ߛ ∙ ܿ݋ݏߛ ൤ߪ௫ ൅ ߪ௬2 ∙
ߪ௫ െ ߪ௬
2 ܿ݋ݏ2߮ െ ߬௫௬ ∙ ݏ݅݊2߮ െ ߪ௭൨ 
														െܿ݋ݏ2ߛ ∙ ൣ߬௫௭ ∙ ܿ݋ݏ߮ െ ߬௬௭ ∙ ݏ݅݊߮൧ 
4.36
Die resultierende Schubspannung  lässt sich aus  
߬ఊఝ ൌ ට߬ఊఝ௨ଶ ൅ ߬ఊఝ௩ଶ   4.37
berechnen. 
Der räumliche Spannungszustand zeichnet sich durch drei invariante Größen aus. Diese 
sogenannten Invarianten (I1, I2, I3) sind auch bei Veränderung der Lage des Bezugssys‐
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tems des betrachteten Spannungstensors unveränderlich. Die Invarianten ergeben sich 
aus der Eigenwertgleichung des Spannungstensors. In der Literatur sind bezüglich des 
Vorzeichens der  Invarianten  I2  verschiedene Aussagen  zu  finden  [Kie09][Gro09]. Das 
Vorzeichen hängt dabei von der Substituierung der Vorfaktoren der Potenzen  in der 
charakteristischen Gleichung (Eigenwertgleichung) des Spannungstensors S ab. 
ܫଵ ൌ ߪ௫ ൅ ߪ௬ ൅ ߪ௭ ൌ ߪଵ ൅ ߪଶ ൅ ߪଷ  4.38 
ܫଶ ൌ െ൫ߪ௫ߪ௬ ൅ ߪ௬ߪ௭ ൅ ߪ௫ߪ௭ െ ߬௫௬ଶ െ ߬௬௭ଶ െ ߬௫௭ଶ ൯ ൌ െሺߪଵߪଶ ൅ ߪଶߪଷ ൅ ߪଵߪଷሻ 
  4.39 
ܫଷ ൌ ݀݁ݐܵ ൌ ߪ௫ߪ௬ߪ௭ ൅ 2߬௫௬߬௬௭߬௫௭ െ ߪ௫߬௬௭ଶ െ ߪ௬߬௫௭ଶ െ ߪ௭߬௫௬ଶ ൌ ߪଵߪଶߪଷ  4.40 
Die  Invarianten des Spannungstensors S werden durch die Gleichungen 4.38 bis 4.40 
beschrieben [Kie09]. 
4.2.5.2 Zweiachsiger (ebener) Spannungszustand 
Zweiachsige  oder  auch  ebene  Spannungszustände  entstehen  bei  Belastung  zweier 
senkrecht aufeinander stehender Ebenen. Die Normalspannung und die zugeordneten 
Schubspannungen  der  dritten,  senkrecht  zu  den  beiden  anderen  Ebenen  stehenden 
Ebene  entfallen  (z=zx=zy=0 MPa).  Zweiachsige  Spannungszustände  sind  häufig  im 
Bereich  lastfreier Oberflächen  zu  finden,  da  senkrecht  zur Oberfläche  aus Gleichge‐
wichtsgründen  keine  Spannungen  auftreten  können  [Läp11].  Der  zweiachsige  Span‐
nungszustand hat vor allem in der Betriebsfestigkeit große Bedeutung, da im Allgemei‐
nen die größten Beanspruchungen von Bauteilen an der  lastfreien Oberfläche zu  fin‐
den sind und demzufolge auch dort die Stelle des Bruchausgangs liegt. 
ܵ ൌ ൥
ߪ௫ ߬௫௬ 0
߬௬௫ ߪ௬ 0
0 0 0
൩  4.41 
Abbildung 4.10:  ebener Spannungszustand [Liu91] 
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Der Spannungstensor des zweiachsigen Spannungszustandes zeichnet sich durch drei 
voneinander  unabhängige  Spannungskomponenten  aus.  Er  ist  ein  Sonderfall  des 
räumlichen  Spannungstensors.  Bei  Betrachtung  einer  beliebigen  Schnittebene 
senkrecht zur xy‐Ebene (90°) ergeben sich abhängig vom Winkel  bei Verwendung 
von Gleichung 4.34 bis 4.36 und unter Berücksichtigung der  lastfreien Oberfläche die 
zugehörigen Spannungen  und . 
ߪఝ ൌ ߪ௫ ൅ ߪ௬2 ൅
ߪ௫ െ ߪ௬
2 ∙ ܿ݋ݏ2߮ ൅ ߬௫௬ݏ݅݊2߮  4.42 
߬ఝ ൌ ߪ௬ െ ߪ௫2 ∙ ݏ݅݊2߮ ൅ ߬௫௬ ∙ ܿ݋ݏ2߮  4.43
Die dem ebenen Spannungstensor  zugeordneten Hauptspannungen 1 und 2  sowie 
deren  Richtung 0  bzw. 0+90°  bezüglich  der  x‐Achse  (Referenzachse)  ergeben  sich 
durch nachfolgende Gleichungen. 
ߪଵ,ଶ ൌ ߪ௫ ൅ ߪ௬2 േ ඨቀ
ߪ௫ െ ߪ௬
2 ቁ
ଶ
൅ ߬௫௬ଶ   4.44
߮଴ ൌ 12ܽݎܿݐܽ݊
2߬௫௬
ߪ௫ െ ߪ௬  4.45
Abbildung 4.11:   Hauptspannungen und ‐richtungen 
des ebenen Spannungszustandes 
[Liu91] 
4.2.5.3 Hydrostatischer und deviatorischer Anteil des räumlichen Spannungstensors 
Jeder beliebige Spannungstensor setzt sich aus einem hydrostatischen und deviatori‐
schen Spannungsanteil  zusammen. Der hydrostatische Spannungsanteil  zeichnet  sich 
durch  in  alle  Richtungen  gleich  große  Beanspruchungen  aus.  Er  ruft  so  eine  Volu‐
menänderung, nicht aber eine Formänderung hervor. Die Volumenänderung  ist dabei 
direkt proportional zur ersten  Invarianten  I1 des Spannungstensors. Der deviatorische 
Anteil des Spannungstensors verursacht unter Volumenkonstanz eine Formänderung. 
Der  hydrostatische  Spannungsanteil  S0  kann  über  die mittlere  Normalspannung  m 
nach Gleichung 4.47 ermittelt werden. 
ߪ௠ ൌ 13 ൫ߪ௫ ൅ ߪ௬ ൅ ߪ௭൯ ൌ
1
3 ܫଵ  4.46
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ܵ௢ ൌ ߪ௠ܧ ൌ
ۏ
ێ
ێ
ێ
ێ
ۍ13 ܫଵ 0 0
0 13 ܫଵ 0
0 0 13 ܫଵے
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ې
  4.47 
Der  Spannungstensor  S  kann  durch  den  hydrostatischen  und  deviatorischen  Anteil 
nach Gleichung 4.48 beschrieben werden. 
ܵ ൌ ܵ଴ ൅ ܵᇱ ൌ
ۏ
ێ
ێ
ێ
ێ
ۍ13 ܫଵ 0 0
0 13 ܫଵ 0
0 0 13 ܫଵے
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ې
൅
ۏ
ێ
ێ
ێ
ێ
ۍߪ௫ െ 13 ܫଵ ߬௫௬ ߬௫௭
߬௬௫ ߪ௬ െ 13 ܫଵ ߬௬௭
߬௭௫ ߬௭௬ ߪ௭ െ 13 ܫଵے
ۑ
ۑ
ۑ
ۑ
ې
  4.48 
Der  erste  Therm  entspricht  dem  hydrostatischen  Spannungsanteil  S0.  Der  zweite 
Therm  entspricht  dem  deviatortischen  Spannungsanteil  S‘.  Insbesondere  der 
Spannungsdeviator S‘ und dessen  Invarianten J (I´) spielen eine wichtige Rolle bei der 
Formulierung  von  Stoffgesetzen,  vorallem  in  der  Plastizitätstheorie  [Kie09]. 
Beispielsweise  wurde  die  Fließbedingung  nach  von  Mises  auf  Basis  der  zweiten 
Invarianten des Spannungsdeviators J2 (I2´) entwickelt [Iss95]. 
ܬଵ ൌ 	ܫଵᇱ ൌ 0  4.49
ܬଶ ൌ 	ܫଶᇱ ൌ 13 ∙ ൣߪ௫
ଶ ൅ ߪ௬ଶ ൅ ߪ௭ଶ െ ߪ௫ߪ௬ െ ߪ௫ߪ௭ െ ߪ௬ߪ௭ ൅ 3 ∙ ൫߬௫௬ଶ ൅ ߬௫௭ଶ ൅ ߬௬௭ଶ ൯൧ 4.50
ܬଶ ൌ 	ܫଶᇱ ൌ 16 ∙ ሾሺߪଵ െ ߪଶሻ
ଶ ൅ ሺߪଶ െ ߪଷሻଶ ൅ ሺߪଷ െ ߪଵሻଶሿ 4.51
ܬଷ ൌ ܫଷᇱ ൌ 227 ൫ߪ௫
ଷ ൅ ߪ௬ଷ ൅ ߪ௭ଷ ൅ 6ߪ௫ߪ௬ߪ௭൯ 
െ19 ൫ߪ௫
ଶߪ௬ ൅ ߪ௫ଶߪ௭ ൅ ߪ௫ߪ௬ଶ ൅ ߪ௬ଶߪ௭ ൅ ߪ௫ߪ௭ଶ ൅ ߪ௬ߪ௭ଶ൯ ൅ 2߬௫௬߬௬௭߬௫௭ 
െ23 ൫ߪ௫߬௬௭
ଶ ൅ ߪ௬߬௫௭ଶ ൅ ߪ௭߬௫௬ଶ ൯ 
൅13 ൫ߪ௬߬௬௭
ଶ ൅ ߪ௭߬௬௭ଶ ൅ ߪ௫߬௫௭ଶ ൅ ߪ௭߬௫௭ଶ ൅ ߪ௫߬௫௬ଶ ൅ ߪ௬߬௫௬ଶ ൯ 
4.52
ܬଷ ൌ ܫଷᇱ ൌ 227 ሺߪଵ
ଷ ൅ ߪଶଷ ൅ ߪଷଷ ൅ 6ߪଵߪଶߪଷሻ 
െ19 ሺߪଵ
ଶߪଶ ൅ ߪଵଶߪଷ ൅ ߪଵߪଶଶ ൅ ߪଶଶߪଷ ൅ ߪଵߪଷଶ ൅ ߪଶߪଷଶሻ 
4.53
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Besonderes  Augenmerk  gilt  der  1.  Invarianten  des  Spannungstensors  I1  sowie  der 
zweiten und dritten  Invarianten des Spannungsdeviators J2 und J3, da mit deren Hilfe 
Vergleichsspannungshypothesen  wie  beispielsweise  die  Schubspannungshypothese, 
die Gestaltänderungshypothese, das  Fließkriterium nach Drucker‐Prager  ausgedrückt 
werden  können.  Der  Vorteil  der  Betrachtungsweise  mit  Invariaten  liegt  in  der 
Unabhängigkeit vom jeweiligen Bezugskoordinatensystem. 
4.2.5.4 Spannungszustände bei der Belastung von Drähten und 
Schraubendruckfedern 
Bei  der  dynamischen  Belastung  von  Drähten  und  Schraubendruckfedern  treten 
abhängig  von  der  Belastungsart  veränderliche  Beanspruchungen  im  Werkstoff  auf. 
Diese  können  sich  aus  ruhenden  und  wechselnden  Spannungskomponenten 
zusammensetzen.  Da  es  für  eine  Übertragung  von  Kennwerten  der  wechselnden 
Biegung  bei  Umlaufbiegeprüfungen  auf  die  überwiegend  schwellende  Torsion  bei 
Schraubendruckfedern  unerlässlich  ist,  den  Spannungszustand  während  der 
dynamischen  Belastung  zu  kennen,  werden  dazu  nachfolgend  für 
Umlaufbiegeprüfungen und Torsionswechsel‐ und  ‐schwellprüfungen an Drähten und 
Dauerschwingversuchen an Schraubendruckfedern die an der lastfreien Oberfläche der 
bruchgefährdeten Stelle vorhandenen Spannungstensoren aufgestellt. Für umlaufende 
Biegebeanspruchung  bei  Drähten  können  die  Lastspannungen  durch  Gleichung 4.54 
beschrieben  werden.  Bei  Umlaufbiegeprüfungen  ist  dabei  die  Mittelspannung  x,m 
gleich Null. 
ߪ෤௫ ൌ ߪ௫,௠ ൅ ߪො௫,௔ ∙ ݏ݅݊ሺ߱ݐሻ 4.54
Der  Spannungstensor  (Oberfläche)  bei Umlaufbiegeprüfungen  kann  durch Gleichung 
4.55 beschrieben werden. 
ܵ ൌ ൥
ߪ෤௫ ൅ ߪாௌ 0 00 ߪாௌ 00 0 0
൩  4.55
Abbildung 4.12:   ebener Spannungszustand bei 
Umlaufbiegeprüfungen 
24  Kenntnisstand 
 
 
Für dynamische Torsionsbelastungen bei Drähten  können die  Lastspannungen durch 
Gleichung 4.56 beschrieben werden. Bei wechselnder Torsionsbeanspruchung ist dabei 
die Mittelspannung xy,m gleich Null. 
߬̃௫௬ ൌ ߬௫௬,௠ ൅ ߬̂௫௬,௔ ∙ ݏ݅݊ሺ߱ݐሻ 4.56 
Der  Spannungstensor  (Oberfläche)  bei  dynamischen  Torsionsprüfungen  kann  durch 
Gleichung 4.57 beschrieben werden. 
 
ܵ ൌ ൥
ߪாௌ ߬̃௫௬ 0
߬̃௬௫ ߪாௌ 0
0 0 0
൩  4.57 
Abbildung 4.13:   ebener Spannungszustand bei 
dynamischer Torsionsprüfung 
Bei  der  dynamischen  Belastung  von  Schraubendruckfedern  entstehen  an  der 
bruchgefährdeten  Windungsinnenseite  überwiegend  Torsionsspannungen.  Da  bei 
dynamisch  belasteten  Schraubendruckfedern  Brüche  ausgehend  von  der 
Windungsinnenseite unter 45° zur Drahtachse  liegen,  ist nicht von einer signifikanten 
Beeinflussung  des  Spannungszustandes  durch  Biege‐,  Zug/Druck‐  und 
Schubspannungen  auszugehen.  Der  an  der  Windungsinnenseite  der 
Schraubendruckfeder  vorliegende  Spannungstensor  entspricht  somit  nahezu  dem  in 
Abbildung 4.13  dargestellten.  Die  Einschnürung  der  kugelstrahlinduzierten 
Druckeigenspannungen  (Abschnitt  4.4.2.3) wird  in  diesem  Zusammenhang  aufgrund 
der  geringen  Auswirkungen  auf  die  dynamischen  Eigenschaften  der 
Schraubendruckfeder nicht separat betrachtet. 
4.2.5.5 Vergleichsspannungshypothesen 
Festigkeits‐  oder  Vergleichsspannungshypothesen  werden  verwendet,  um  einen 
komplexen Spannungszustand  in einen einachsigen  Spannungszustand  in  Form einer 
Vergleichsspannung  zu  überführen.  Es  gibt  eine  Vielzahl  verschiedener 
Vergleichsspannungshypothesen,  die  abhängig  vom Werkstoffverhalten  angewendet 
werden können. 
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Bei  der  Normalspannungshypothese  (Vergleichsspannung  nach  Rankine,  Lame) wird 
davon  ausgegangen,  dass  die  größte Hauptnormalspannung 1  zum Versagen  führt. 
Angewendet  wird  diese  Hypothese  für  spröde  Werkstoffe.  Bei  der 
Schubspannungshypothese  nach  Tresca  wird  als  Versagensursache  die  größte 
Schubspannung  angesehen.  Die  größte  Schubspannung  entspricht  dabei  dem 
Maximum der Differenz der Hauptnormalspannungen. Die Gestaltänderungshypothese 
wird  für duktile Werkstoffe mit  isotropem Materialverhalten  (gleiche Belastbarkeit  in 
Zug‐  und  Druckrichtung)  verwendet.  Eine  abgewandelte  Form  der 
Gestaltänderungshypothese  ist  die  Oktaederschubspannungshypothese.  Mit  Hilfe 
dieser Hypothese werden die Schubspannungen in der Oktaederebene betrachtet. 
Tabelle 4.2:  Vergleichsspannungshypothesen 
Normalspannungshypothese (NH) 
Vergleichsspannung:  ߪ௏,ேு ൌ ߪଵ 
Schubspannungshypothese (SH) 
Vergleichsspannung:   ߪ௏,ௌு ൌ ݉ܽݔሺ|ߪଵ െ ߪଶ|; |ߪଶ െ ߪଷ|; |ߪଷ െ ߪଵ|ሻ 
Invariantenschreibweise:   ߪ௏,ௌு ൌ 2 ∙ ඥܬଶ ∙ ܿ݋ݏΘ   mit Θ ൌ ଵଷ ݏ݅݊ିଵ ቌെ
ଷ∙√ଷ௃య
ଶ∙ට௃మయ
ቍ  
Gestaltänderungshypthese (GEH) 
Vergleichsspannung: 
ߪ௏,ீாு ൌ ටߪ௫ଶ ൅ ߪ௬ଶ ൅ ߪ௭ଶ െ ߪ௫ߪ௬ െ ߪ௫ߪ௭ െ ߪ௬ߪ௭ ൅ 3൫߬௫௬ଶ ൅ ߬௫௭ଶ ൅ ߬௬௭ଶ ൯ 
Invariantenschreibweise:  ߪ௏,ீாு ൌ ඥ3ܬଶ 
Oktaederschubspannungshypothese (OSH) 
Vergleichsspannung:  ߬௢௖௧ ൌ √ଶଷ ඥߪଵଶ ൅ ߪଶଶ ൅ ߪଷଶ െ ߪଵߪଶ െ ߪଶߪଷ െ ߪଵߪଷ 
Invariantenschreibweise:  ߬௢௖௧ ൌ ටଶଷ ܬଶ 
Häufig werden zur Beschreibung des dynamischen Verhalten metallischer Werkstoffe 
statische  Festigkeitshypothesen  in  Verbindung  mit  hydrostatischen  Spannungen 
eingesetzt. Eine Zusammenfassung dieser Hypothesen wurde in [Bom98] durchgeführt. 
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Tabelle 4.3:  Kriterien zur Beschreibung des Verhaltens metallischer Werkstoffe [Bom98] 
Hydrostatische 
Spannungsgrößen 
GEH und Erweiterung  SH und Erweiterung 
pm  ߬௢௖௧,௔ ൅ ߙ ∙ ݌௠ ൌ ߛ
Sines
 
pmax  ߬௢௖௧,௔ ൅ ߙ ∙ ݌௠௔௫ ൌ ߛ
Crossland
߬௔,௠௔௫ ൅ ߙ ∙ ݌௠௔௫ ൌ ߛ 
Dang Van 
pm, pa  ߬௢௖௧,௔ ൅ ߙ ∙ ݌௠ ൅ ߚ ∙ ݌௔ ൌ ߛ
Kakuno, Kawada
߬௔,௠௔௫ ൅ ߙ ∙ ݌௠ ൅ ߚ ∙ ݌௔ ൌ ߛ 
Bomas, Linkewitz, Mayr 
Die Parameter  und  sind Parameter der Schwingfestigkeitshypothesen, die sich für 
die  jeweilige Hypothese unterscheiden. Der Paramter    ist eine Vergleichsgröße und 
entspricht in diesem Zusammenhang einer Torsionswechselfestigkeit. Durch die Größe 
a  wird  die  in  der  jeweiligen  Schnittebene  (abhängig  von  Vergleichsspannungs‐
hypothese)  vorhandene  Schubspannungsamplitude  beschrieben.  Die  vorhandene 
hydrostatische Spannung (Index a für Amplitude der hydrostatischen Spannung, Index 
m  für  mittlere  hydrostatische  Spannung,  Index  max  für  maximale  hydrostatische 
Spannung) wird durch p beschrieben und kann nach Gleichung 4.46 ermittelt werden. 
4.3 Zulässige	Beanspruchung	von	Schraubendruckfedern	
Ein  großes  Problem  bei  der  Auslegung  dynamisch  belasteter  Schraubendruckfedern 
stellt die Abschätzung der zulässigen Beanspruchung bzw. der zulässigen Spannungs‐
amplitude  kA dar. Maßgeblich wird die  zulässige Beanspruchung durch die  zu errei‐
chende  Schwingspielzahl  beeinflusst.  Der  Zusammenhang  zwischen  geforderter 
Schwingspielzahl  und  zulässiger  Beanspruchung  kann  durch Wöhler‐Diagramme  be‐
schrieben werden (vgl. Abbildung 4.14). 
 
Abbildung 4.14:  Kenngrößen eines Wöhler‐Diagramms 
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In der allgemeinen Betriebsfestigkeit wird das Wöhler‐Diagramm für Stähle in drei Be‐
reiche, den Kurzzeitfestigkeitsbereich, den Zeitfestigkeitsbereich und den Dauerfestig‐
keitsbereich, unterteilt (vgl. Abbildung 4.14). Im Zeitfestigkeitsbereich, oder auch kon‐
ventioneller  LCF‐Bereich  (low  cycle  fatigue  Bereich)  genannt,  treten  in Abhängigkeit 
von der Spannungsamplitude  (Dehnungsamplitude) sowohl elastische als auch plasti‐
sche Verformungsvorgänge  auf. Diese  können mit Hilfe des Manson‐Coffin‐Gesetzes 
beschrieben werden und führen zum Versagen des Bauteils. Der Abfall der zulässigen 
Spannungsamplitude mit  steigender  Schwingspielzahl wird  über  den  Neigungsexpo‐
nenten k der Wöhlerlinie definiert. Dieser kann aus der Literatur für verschiedene Ma‐
terialien entnommen werden  [Hän03].  Im Dauerfestigkeitsbereich wird davon ausge‐
gangen, dass die vorhandenen Beanspruchungen dauerhaft durch das Bauteil ertragen 
werden können. Es treten keine Brüche mehr auf. 
Neben  der  zu  erreichenden  Schwingspielzahl  wirken  sich  auch  vorhandene  Mit‐
telspannungen  Sm  auf  zulässige  Spannungsamplituden  SA  aus.  Zugmittelspannungen 
bewirken allgemein eine Reduzierung der zulässigen Spannungsamplituden, Druckmit‐
telspannungen eine Erhöhung (vgl. Abbildung 4.15) 
 
Abbildung 4.15:  Haigh‐Diagramm [Hai02] 
Der  Zusammenhang  zwischen  vorhandener Mittelspannung  Sm  und  zulässiger  Span‐
nungsamplitude  SA wird meist  in Haigh‐Diagrammen  jeweils  für  konstante  Schwing‐
spielzahlen  dargestellt.  Eine  Beeinflussung  der  zulässigen  Spannungsamplitude  bei 
Veränderung  der  vorhandenen Mittelspannung wird  über  die Mittelspannungsemp‐
findlichkeit M  beschrieben.  Definiert wird  die Mittelspannungsempfindlichkeit  nach 
[Hai02] durch: 
ܯ ൌ ൫ ஺ܵ,ோୀିଵ െ ஺ܵ,ோୀ଴൯/ܵ௠,ோୀ଴  4.58 
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Sie gilt daher nur  im Spannungsverhältnisbereich R<0. Im Spannungsverhältnisbereich 
R>0  existieren  verschiedene  Ansätze  nach  Gerber,  Goodman  [Goo14]  und  FKM 
[Hän03] den Einfluss der Mittelspannung Sm auf die ertragbare Spannungsamplitude SA 
zu beschreiben. Der Ansatz nach Gerber mit Hilfe der Gerber‐Parabel und  auch der 
Ansatz nach Goodman mit Hilfe einer Geraden (vgl. Abbildung 4.15) liefern im Hinblick 
auf  ertragbare  Spannungsamplituden  aufgrund  einer Überschätzung  der Mittelspan‐
nungsempfindlichkeit  konservative Werte.  Hingegen  zeigt  sich  bei  Verwendung  des 
Vorschlages nach FKM,  für R>0 die Mittelspannungsempfindlichkeit auf M/3 zu redu‐
zieren, eine gute Übereinstimmung mit Versuchsergebnissen [Hai02]. 
4.3.1 Bestimmung	zulässiger	Beanspruchungen	nach	Norm	
Die  zulässigen  Beanspruchungen werden  neben  der  erforderlichen  Schwingspielzahl 
und  vorhandenen  Mittelspannung  durch  die  Werkstoffeigenschaften,  den  Oberflä‐
chenzustand,  die  Bauteilgröße,  die  das  Bauteil  umgebenden  korrosiven Medien,  die 
Umgebungstemperatur und die im Bauteil vorhandenen Eigenspannungen beeinflusst. 
Als  Werkstoffeigenschaften  werden  in  diesem  Zusammenhang  statische  Material‐
kennwerte, die chemische Zusammensetzung, das  im Federdraht vorliegende Gefüge 
und die Reinheit im Hinblick auf nichtmetallische Einschlüsse gesehen. 
Aufgrund der genannten Einflüsse auf die  zulässigen Beanspruchungen bilden  in der 
Praxis überwiegend direkt an Bauteilen abgeprüfte Wöhler‐Diagramme oder Dauerfes‐
tigkeitsschaubilder  nach  Goodman  die  Grundlage  für  die  Federdimensionierung 
(vgl. Abbildung 4.16). 
 
Abbildung 4.16:  Dauerfestigkeitsschaubild für kaltgeformte Federn aus vergütetem Federstahldraht der 
Sorte VD nach [DIN10270/2] aus [DIN13906/1] und in Anlehnung an [Kai02] 
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Die  in Normen vorhandenen Festigkeitsschaubilder  zur dynamischen Beanspruchbar‐
keit, wie z.B.  in [DIN13906/1], sind veraltet. Zudem wurden diese Festigkeitsschaubil‐
der  direkt  durch  Dauerschwingversuche  an  Probefedern,  deren  dynamische  Eigen‐
schaften  durch Geometrie  und  technologische  Prozesse  der  Federherstellung  beein‐
flusst wurden, erstellt. Sie stellen somit nur einen begrenzten Ausschnitt der technolo‐
gischen  Bandbreite  der modernen  Federherstellungsschritte  und Materialkennwerte 
dar und können nur unter Berücksichtigung großer Abweichungen zur Ermittlung zu‐
lässiger  Beanspruchungen  für  Federn  mit  abweichenden  Materialien,  Herstellungs‐
technologien und Geometrien verwendet werden. Neue Forschungsergebnisse existie‐
ren zwar [Kai02][Rei11], sind aber noch nicht in geltende Normen und Richtlinien ein‐
gearbeitet.  Hinzu  kommt,  dass  durch  die  in  [DIN13906/1]  enthaltenen  Goodman‐
Diagramme zulässige Beanspruchungen (Spannungshub kH) nur bis 107 Schwingspiele 
ermittelt werden  können.  Jüngere  Forschungsergebnisse  haben  allerdings  bestätigt, 
dass auch oberhalb von 107 Schwingspielen ein deutlicher Abfall der zulässigen Span‐
nungsamplitude erfolgt [Kai10][Oec14]. 
Abbildung 4.17:  Wöhler‐
Diagramm nach 
neuer Auffassung 
[Kai10] 
Die ursprünglich verwendete Wöhlerlinie wurde deshalb für den Bereich oberhalb von 
107  Schwingspielen  erweitert  (vgl.  Abbildung 4.17  Bereich  III  und  IV).  Der  in  Abbil‐
dung 4.17 dargestellte Bereich III liegt unterhalb einer Beanspruchungsschwelle, in der 
persistente Gleitbänder ausgebildet werden. Lokale Abgleitamplituden und die Irrever‐
sibilität  sind  dort  drastisch  kleiner,  als  oberhalb  dieser  Beanspruchungsschwelle.  Im 
dargestellten Bereich IV  finden  keine  irreversiblen Verformungsvorgänge mehr  statt, 
sodass mit unendlich vielen Schwingspielen zu rechnen ist [Kai10]. 
Gegenwärtig  vorhandene  Normen  liefern  keine  zulässigen  Beanspruchungen  für 
Schwingspielzahlen oberhalb von 107. Entsprechend müssen diese dann für geforderte 
Schwingspielzahlen >107 erfahrungsbasiert abgeschätzt bzw. experimentell abgeprüft 
werden. 
30  Kenntnisstand 
 
 
4.3.2 Konzept	der	lokalen	Dauerfestigkeit	
Das Konzept der lokalen Dauerfestigkeit ist eine in der Praxis weit verbreitete Metho‐
de, um zulässige Spannungsamplituden an der Bauteil‐ und Probenoberfläche sowie im 
Material zu ermitteln. Dabei werden Einflüsse wie die Mittelspannung m, die Eigen‐
spannungen ES und die Oberflächenrauheit Rz berücksichtigt. Das ursprüngliche Kon‐
zept  der  lokalen  Dauerfestigkeit  geht  auf  Überlegungen  von  Wohlfahrt  zurück 
[Woh78]. Weiterhin  kann  dieses  Konzept  verwendet werden,  um  den  Versagensort 
abzuschätzen (Oberfläche, im Material). 
4.3.2.1 Berücksichtigung von Mittelspannungen 
Die  Auswirkung  der  Mittelspannungen  auf  die  zulässige  Spannungsamplitude  wird 
über  die Mittelspannungsempfindlichkeit M  beschrieben.  Die Mittelspannungsemp‐
findlichkeit M  ist abhängig von dem betrachteten Werkstoff und dessen Zugfestigkeit 
und  kann  zwischen  0 ≤ M ≤ 1  liegen.  Prinzipiell  nimmt  die Mittelspannungsempfind‐
lichkeit mit steigender Zugfestigkeit Rm, wie in Abbildung 4.18 dargestellt, zu. 
 
Abbildung 4.18:  Mittelspannungsempfindlichkeit M verschiedener Werkstoffe, nach Schütz in [Hai75] 
Für ungekerbte, eigenspannungsfreie Proben kann folgender Zusammenhang zwischen 
der  zulässigen  Spannungsamplitude  ߪ஺ெሺݔሻ,  der Wechselfestigkeit  ߪௐ  und  der Mit‐
telspannung ߪ௠ሺݔሻ für einachsige Beanspruchungen aufgestellt werden. 
ߪ஺ெሺݔሻ ൌ ߪௐ െܯఙ ∙ ߪ௠ሺݔሻ  4.59 
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Die  in Abbildung 4.18 dargestellten Mittelspannungsempfindlichkeiten gelten  für den 
Spannungsverhältnisbereich von  ‐1 ≤ R ≤ 0. Bei größeren Spannungsverhältnissen R>0 
wird  von  einer  Reduzierung  der  Mittelspannungsempfindlichkeit  ausgegangen 
[Hän03].  Die Mittelspannungsempfindlichkeit  kann  nach  FKM  durch  Gleichung  4.60 
abgeschätzt werden [Hän03]. 
ܯఙ ൌ ܽெ ∙ 10ିଷ ∙ ܴ௠ ൅ ܾெ  4.60 ܯఛ ൌ 1√3ܯఙ   4.61 
Für Torsionsbelastung  reduziert  sich die Mittelspannungsempfindlichkeit M entspre‐
chend  (siehe Gleichung 4.61). Das Verhältnis der Mittelspannungsempfindlichkeit  für 
Normal‐ und Tangentialspannung ergibt sich aus der Gestaltänderungshypothese unter 
Voraussetzung einer konstanten Vergleichsspannung der Spannungsamplituden. Durch 
die genannten Gleichungen wurde empirisch der Zusammenhang zwischen der Zugfes‐
tigkeit  für den Bereich von Rm=400 MPa bis 2000 MPa und der Mittelspannungsemp‐
findlichkeit beschrieben. Die  Konstanten  aM  und  bM  sind werkstoffabhängig. Gerade 
bei den hier untersuchten hochfesten Federstählen, die sich an der Grenze des Abbil‐
dungsbereiches befinden, kann es deshalb zu Abweichungen zwischen den berechne‐
ten und den experimentell ermittelten Werten kommen. Des Weiteren wird für Span‐
nungsverhältnisse R>0 von einer Reduzierung der Mittelspannungsempfindlichkeit auf 
1/3  ausgegangen  [FKM12].  Unter  Voraussetzung  einer  konstanten  Mittelspannung 
kann die örtlich zulässige Spannungsamplitude ߪ஺ெሺݔሻ nach folgender Gleichung ermit‐
telt werden [FKM12]: 
ߪ஺ெሺݔሻ ൌ ߪௐ ∙ ൬1 ൅ ܯఙ/31 ൅ܯఙ െ
ܯఙ
3 ∙
ߪ௠
ߪௐ൰  4.62
Analog gilt für mittelspannungsbehaftete Torsionsbeanspruchung [FKM12]: 
߬஺ெሺݔሻ ൌ ߬ௐ ∙ ൬1 ൅ ܯఛ/31 ൅ܯఛ െ
ܯఛ
3 ∙
߬௠
߬ௐ൰  4.63
4.3.2.2 Berücksichtigung von Eigenspannungen 
Nach  [Gud99] können unter Voraussetzung  stabiler Eigenspannungen diese wie Mit‐
telspannungen betrachtet werden. Untersuchungen von Wohlfahrt [Woh81] und Ma‐
cherauch [Mac84] können diese Aussage nur zum Teil stützen. In [Mac84] wird darauf 
hingewiesen,  dass  zwischen Mittelspannungen  und  Eigenspannungen  grundsätzliche 
Unterschiede  bestehen.  Hervorzuheben  ist  dabei  die  Erhöhung  der  örtlichen  Mit‐
telspannung durch Kerbwirkung, die bei Eigenspannungen nicht auftritt. 
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Abbildung 4.19:  Eigenspannungs‐ und 
Mittelspannungsemp‐
findlichkeit für Stähle in 
Abhängigkeit von der 
Zugfestigkeit nach 
[Mac84] 
Für Stähle mit einer Zugfestigkeit Rm kleiner 1200 MPa nimmt sowohl die Mittelspan‐
nungsempfindichkeit M, als auch die Eigenspannungsempfindlichkeit MES mit steigen‐
der Zugfestigkeit Rm linear zu. Allerdings liegen die Werte der Eigenspannungsempfind‐
lichkeit stets unter denen der Mittelspannungsempfindlichkeit. Oberhalb von Rm=1200 
MPa nimmt der Anstieg der Eigenspannungsempfindlichkeit für steigende Zugfestigkei‐
ten,  im  Gegensatz  zur  Mittelspannungsempfindlichkeit,  ab  und  stagniert  ab  Rm= 
2000 MPa bei 0,38‐0,4 (vgl. Abbildung 4.19). Der Grund für den Unterschied von Mit‐
telspannungsempfindlichkeit und Eigenspannungsempfindlichkeit  liegt  laut Wohlfahrt 
im zyklischen Abbau der Eigenspannungen. Dieser erfolgt bei Werkstoffen mit niedri‐
ger Zugfestigkeit schon bei geringen Lastspannungen und wenigen Schwingspielen. Ein 
geringerer Abbau der Eigenspannungen wurde bei hoch‐ und höchstfesten Werkstof‐
fen  nachgewiesen.  Da mit  der  Einbringung  von  Eigenspannungen  immer  auch  eine 
Veränderung der Oberflächenhärte und Oberflächentopographie einhergehen, müssen 
diese ebenfalls Berücksichtigung finden. Allerdings  ist der Einfluss einer Erhöhung der 
Oberflächenhärte bei hochfesten Werkstoffen eher als gering einzuschätzen [Mac84]. 
Für  die  zulässige  Beanspruchung  eigenspannungsbehafteter  ungekerbter  Proben  gilt 
unter Voraussetzung rein wechselnder Lastspannungen folgender Zusammenhang: 
ߪ஺ாௌሺݔሻ ൌ ߪௐ െܯாௌ ∙ ߪாௌሺݔሻ 4.64 
Unter  Voraussetzung  gleich  gerichteter  Eigenspannungen  und  Lastmittelspannungen 
kann mit  Hilfe  von  Gleichung  4.59  und  Gleichung  4.64  eine  von  der  örtlichen Mit‐
telspannung und Eigenspannung abhängige örtlich  zulässige Spannungsamplitude er‐
mittelt werden. 
ߪ஺ெ,ாௌሺݔሻ ൌ ߪௐ െܯఙ ∙ ߪ௠ሺݔሻ െ ܯாௌ ∙ ߪாௌሺݔሻ  4.65 
Allerdings muss  die  in Gleichung  4.64  berücksichtigte  lokale  Eigenspannung  zyklisch 
stabilisiert  sein, was gerade bei Werkstoffen mit geringer Zugfestigkeit aufgrund des 
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kleinen Verhältnisses  zwischen der  zyklischen  Fließgrenze und der Wechselfestigkeit 
nicht der Fall ist [Mac84]. Zu diesem Thema mehr in Abschnitt 4.4.3. 
4.3.2.3 Berücksichtigung des Oberflächeneinflusses 
Die  Beschaffenheit  der Oberfläche  und  im  speziellen  die Oberflächenrauheit  Rz  hat 
ebenfalls Einfluss auf die an der Oberfläche zulässige Spannungsamplitude. Dieser Ein‐
fluss erhöht sich bei Werkstoffen mit hohen Zugfestigkeiten. 
Winderlich  [Win90]  erweiterte  das  von  Wohlfahrt  entwickelte  Konzept  für  rand‐
schichtgehärtete Bauteile. Die Oberflächenrauheit Rz und die an der Oberfläche vor‐
handene Zugfestigkeit Rm für x=0 werden über einen Oberflächenfaktor KR berücksich‐
tigt  (vgl. Abschnitt 4.3.4.4). Weiterhin  führte Winderlich eine  lokale  Stützziffer nsm(x) 
(vgl. Abschnitt 4.3.4.5) ein. 
ߪ஺ெ,ாௌ,ோ௭ሺݔሻ ൌ ܭோሺݔሻ ∙ ݊௦௠ሺݔሻ ∙ ߪௐ െܯఙ ∙ ߪ௠ሺݔሻ െ ܯாௌ ∙ ߪாௌሺݔሻ  4.66
Bei Verwendung von Gleichung 4.66 können die zulässigen Spannungsamplituden über 
die vorhandenen Lastspannungen in Abhängigkeit von der Tiefenlage x der betrachte‐
ten Position abgetragen werden. 
  Abbildung 4.20:  Lokale Dauerfestigkeit 
Bei  Überschreitung  der  lokalen  Dauerfestigkeit  durch  vorhandene  Lastspannungen 
können im Bereich dieser Überschreitung Brüche ausgehen. 
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4.3.3 Schädigungsparameter	
Bei  Dauerschwingversuchen  an  Bauteilen  haben  sowohl  die  Spannungsamplitude 
(Dehnungsamplitude)  als  auch  die Mittelspannung  (Mitteldehnung)  Einfluss  auf  die 
Schädigung. Ebenso trifft dies auf Schraubendruckfedern zu. Wie groß der Betrag der 
Schädigung  infolge eines Schwingspiels  in Anlehnung an die  lineare Schadensakkumu‐
lationstheorie  ist, kann durch verschiedene Schädigungsparameter wie beispielsweise 
nach Smith, Watson und Topper oder Bergmann beschrieben werden. 
Abbildung 4.21:  zyklische Spannungs‐Dehnungs‐
Kennlinie [Hai02] 
Werden an einer Probe zyklische Spannungs‐Dehnungs‐Versuche durchgeführt, ergibt 
sich der  in Abbildung 4.21 dargestellte Zusammenhang zwischen Spannung und Deh‐
nung. Durch  Liu und Zenner  [Liu89] wurde nachgewiesen, dass ebenfalls ein Zusam‐
menhang zwischen solchen zyklischen Spannungs‐Dehnungs‐Kennlinien und Dauerfes‐
tigkeitskennwerten  von  Proben  und  Bauteilen  besteht.  Es wird  davon  ausgegangen, 
dass  die  Schädigung  des Werkstoffes während  eines  Schwingspiels  im  direkten  Zu‐
sammenhang mit der durch die Hysterese eingeschlossenen Fläche steht [Mug84]. 
4.3.3.1 Schädigungsparameter nach Smith, Watson und Topper 
Die Schädigung wird nach Smith, Watson und Topper durch Gleichung 4.67 beschrie‐
ben. Als  schädigend wird  dabei  das  Produkt  aus Oberspannung o  und Gesamtdeh‐
nungsamplitudeεa,t  , das als Formänderungsenergiedichte  interpretiert werden kann, 
angesehen. 
ௌܲௐ்ఙ ൌ ඥߪ௢ ∙ ߝ௔,௧ ∙ ܧ ൌ ටߪ௢ ∙ ൫ߝ௔,௘ ൅ ߝ௔,௣൯ ∙ ܧ  4.67 
Hierbei  setzt  sich  die Gesamtdehnungsamplitude  εa,t  aus  der  elastischen Dehnungs‐
amplitude εa,e und der plastischen Dehnungsamplitude εa,p zusammen. 
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Für Tangentialspannungen gilt analog zu Gleichung 4.67 die nachfolgende Gleichung: 
ௌܲௐ்ఛ ൌ ඥ߬௢ ∙ ߛ௔,௧ ∙ ܩ ൌ ට߬௢ ∙ ൫ߛ௔,௘ ൅ ߛ௔,௣൯ ∙ ܩ  4.68
Bei Vernachlässigung von plastischen Schiebungsanteilen ergibt sich der in der Federn‐
industrie gebräuchliche Zusammenhang  zwischen Oberspannung,  Spannungsamplitu‐
de und Schädigungsparameter. 
ௌܲௐ்ఛ ൌ ඥ߬௢ ∙ ߬௔  4.69
Das Verhältnis zwischen dem PSWT –Wert für Normalspannungen und Tangentialspan‐
nungen beträgt unter Berücksichtigung der Gestaltänderungsenergiehypothese 1/3. 
Durch  Dauerschwingversuche  ist  die  Ermittlung  von  Schädigungsparameter  ‐
Wöhlerlinien möglich. Dabei wird davon ausgegangen, dass die Versuchspunkte unab‐
hängig  von der Mittelspannung bei  gleichem  Schädigungsparameter  in einem  Streu‐
band zusammenfallen [Hai02]. Für rein elastisches Werkstoffverhalten wird durch den 
PSWT‐Wert maximal eine Mittelspannungsempfindlichkeit M=0,4 für ‐1 ≤ R ≤ 0 abgebil‐
det.  Im Bereich größerer Spannungsverhältnisse R>0 sinkt dieser Wert weiter ab. Ge‐
rade  bei  hochfesten Werkstoffen, wie  beispielsweise  Federstahl mit  Zugfestigkeiten 
um  Rm=2000 MPa,  ist  der  so  abgebildete  Wert  für  M  deutlich  zu  klein 
(vgl. Abbildung 4.18). 
4.3.3.2 Erweiterung des PSWT‐Wertes nach Bergmann 
Durch den PSWT – Wert ist keine Anpassung auf eine gewünschte Mittelspannungsemp‐
findlichkeit möglich. Aus diesem Grund wurde von Bergmann [Ber83] die Erweiterung 
des ursprünglichen PSWT  ‐Wertes durch einen Kennwert az/d vorgeschlagen. Die allge‐
meine mathematische Beschreibung erfolgt durch Gleichung 4.70: 
஻ܲ ൌ ට൫ߪ௢ ൅ ܽ௭/ௗ ∙ ߪ௠൯ ∙ ߝ௔,௧ ∙ ܧ  4.70
Für die Anwendung auf Tangentialspannungen ist ebenfalls eine Übertragung von Glei‐
chung 4.70 auf Schubspannungen notwendig (vgl. Gleichung 4.68). 
஻ܲ ൌ ඥሺ߬௢ ൅ ܽ௦ ∙ ߬௠ሻ ∙ ߬௔ 4.71
Durch den Kennwert az/d bzw. as  (für 0  ≤ a  ≤ 2) kann so der Mittelspannungseinfluss 
innerhalb  der  Grenzen  von  M = 0  bis  M = 1  für  den  Spannungsverhältnisbereich  ‐
1 ≤ R ≤ 0 beeinflusst werden. 
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4.3.3.3 Weitere Schädigungsparameter 
Haibach und Lehrke [Hai75] definieren einen weiteren Schädigungsparameter, der ef‐
fektive Spannungen und Dehnungen verwendet. 
ுܲ௅ ൌ ට∆ߪ௘௙௙ ∙ ∆ߝ௘௙௙ ∙ ܧ  4.72 
Grundlage dieses Schädigungsparameters ist die Vorstellung von kleinen, rissähnlichen 
Defekten, die bei vorliegender Druckspannung geschlossen sind und somit nicht weiter 
wachsen können. 
Heitmann  [Hei83]  leitete  unter  Verwendung  bruchmechanischer  Beziehungen  einen 
Schädigungsparameter PHe ab. 
ுܲ௘ ൌ 2,9 ∙
∆ߪ௘௙௙ଶ
2ܧ ൅
2,5 ∙ ∆ߪ ∙ ∆ߝ௣
݊ᇱ ൅ 1   4.73 
݉݅ݐ	∆ߪ௘௙௙ ൌ 3,72ሺ3 െ ܴሻିଵ,଻ସ∆ߪ  4.74 
Vormwald  [Vor89] verwendete  für seinen Schädigungsparameter ebenfalls Beziehun‐
gen der Bruchmechanik. 
௃ܲ ൌ 1,24 ∙
∆ߪ௘௙௙ଶ
ܧ ൅
1,02 ∙ ∆ߪ௘௙௙ ∙ ∆ߝ௣,௘௙௙
√݊′   4.75 
Bauschke  [Bau11]  schlägt  eine  Erweiterung  des  Schädigungsparameters  nach  Smith, 
Watson und Topper durch Berücksichtigung der vorhandenen Eigenspannungen vor. 
ௌܲௐ்ாௌ௉ ൌ ඨ
ߪூ೚௅௔௦௧ାாௌ௉
2 ൫ߪூ೚
௅௔௦௧ାாௌ௉ െ ߪூೠ௅௔௦௧ାாௌ௉൯  4.76 
Die Verwendung dieses Schädigungsparameters zeigte allerdings deutliche Diskrepanz 
zwischen den berechneten und den experimentell ermittelten Bruchschwingspielzah‐
len. Als Grund werden fehlende Spannungskennwerte der untersuchten Federn ange‐
führt. Der durch Bauschke vorgeschlagene Schädigungsparameter bietet  jedoch gute 
Ansätze, um vor allem Druckeigenspannungen an der Federoberfläche berücksichtigen 
zu können, die zu einer Verschiebung der Mittelspannung in Richtung kleinerer Werte 
und somit zu einer Erhöhung der durch den Schädigungsparameter abgebildeten Mit‐
telspannungsempfindlichkeit führt. 
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4.3.4 Einflüsse	auf	die	Beanspruchbarkeit	
Die Einflüsse auf die Beanspruchbarkeit  von metallischen Bauteilen und  Federn  sind 
vielfältig und sollen in den folgenden Abschnitten beschrieben werden. 
4.3.4.1 Gefüge und chemische Zusammensetzung des Federstahls 
Eine optimale Schwingfestigkeit wird durch ein feines, gleichmäßiges, homogenes Ge‐
füge  erreicht [Rös02].  Bereits  Hempel  [Hem60/1]  bemerkte  eine mit  abnehmender 
Korngröße  zunehmende  Wechselfestigkeit.  Gründe  dafür  liegen  nach  Krupp  et.  al. 
[Kru04][Mil99]  in den durch Korngrenzen blockierten und aufgestauten Versetzungen 
der Rissspitze, wodurch die Rissausbreitung einen erhöhten Widerstand erfährt. Wei‐
terhin  werden  die  kristallographisch  unterschiedlich  ausgerichteten  Körner  als  hin‐
dernd  für die Gleitbandausbildung angesehen  [Sun91]. Die chemische Zusammenset‐
zung des Federstahls beeinflusst dessen Eigenschaften. Bilgen [Bil98] verweist auf ver‐
schiedene Quellen,  die  sich mit  den  Auswirkungen  unterschiedlicher  Legierungsele‐
mente auf die Eigenschaften des Materials beschäftigen. Mangan und Silizium führen 
durch Einbau  im Eisengitter zu Verspannungen und wirken weiterhin blockierend auf 
Versetzungen, wodurch eine Erhöhung der Fließgrenze erfolgt  [Blä94]. Elemente wie 
Chrom, Vanadium und Molybdän erhöhen durch Bildung von Ausscheidungen die Fes‐
tigkeit.  Vanadium  sorgt weiterhin  als Mikrolegierungselement  für  feinverteilte  Aus‐
scheidungen in Form von Nitriden und Karbiden, die bei der Härtung die Austenitkorn‐
grenzen blockieren und  somit Kornwachstum  verhindern  [Bar94][Sta01]. Bei  Stählen 
ohne Mikrolegierungselemente kann hingegen während des Austenitisierungsprozes‐
ses Kornwachstum  auftreten, was  zu unerwünscht  grobem Korn und  einer Reduzie‐
rung der Schwingfestigkeit führt. 
4.3.4.2 Korrelation zwischen statischen und dynamischen Kennwerten des Werk‐
stoffes 
Die statischen Eigenschaften des jeweiligen Werkstoffes beeinflussen die dynamischen 
Festigkeitswerte. Zahlreiche Untersuchungen des  letzten  Jahrhunderts belegen diese 
Hypothese. Nachfolgend  sind  in Abbildung 4.22  die  durch Hempel  in  [Hem60/1]  ge‐
sammelten Ergebnisse zusammenfassend dargestellt. 
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Abbildung 4.22:  Abhängigkeit der Biege‐
wechselfestigkeit bW von 
der Zugfestigkeit Rm (zu‐
sammengefasst aus 
[Hem60/1]) 
Mit steigender Zugfestigkeit des Werkstoffes Rm nimmt ebenfalls die Biegewechselfes‐
tigkeit bW zu (blau dargestellt). Das Verhältnis der Biegewechselfestigkeit bW zur Zug‐
festigkeit Rm nimmt mit steigender Zugfestigkeit kontinuierlich ab. Das Verhältnis der 
untersuchten Stähle  liegt zwischen 0,33  für hochfeste Stähle und 0,6  für niedrigfeste 
Stähle. Der Grund dafür  liegt nach Hempel  in der  größeren Kerbempfindlichkeit der 
höherfesten Werkstoffe. Aufgrund der großen Streuung der Versuchsergebnisse  (vgl. 
Abbildung 4.22) erscheint eine Ermittlung von Biegewechselfestigkeitswerten auf Basis 
von statischen Zugfestigkeitskennwerten als nicht praktikabel. Weitere Ergebnisse aus 
Biegewechsel‐ und Torsionswechselversuchen an geschliffenen oder polierten Proben 
für Stähle mit einer Zugfestigkeit zwischen 400 MPa und 2250 MPa sind in [Hem60/2] 
zusammengefasst. Das Verhältnis der Biegewechselfestigkeit bW und der Zugfestigkeit 
Rm  liegt dort  für  Stähle mit einer Zugfestigkeit Rm  zwischen 800 MPa und 2250 MPa 
zwischen 0,4 und 0,55. Das Verhältnis zwischen Torsionswechselfestigkeit W und Zug‐
festigkeit Rm liegt zwischen 0,20 und 0,30. Deutlich größere Verhältnisse zwischen der 
Torsions‐ und Biegewechselfestigkeit wurden bei Stählen mit Zugfestigkeiten zwischen 
400 MPa und 800 MPa festgestellt. Gründe dafür liegen laut Hempel in der geringeren 
Oberflächenempfindlichkeit der niedrigfesten Werkstoffe. Bei Betrachtung von Abbil‐
dung 4.22  ist  zu  beachten,  dass  die  Biegewechselfestigkeitswerte  aufgrund  der  bei 
Biegung vorhandenen  inhomogenen Beanspruchung des Materials durch die vorhan‐
dene  spannungsmechanische  Stützwirkung  beeinflusst  werden.  Die  Auswirkung  der 
spannungsmechanischen  Stützwirkung  nimmt  mit  zunehmender  Zugfestigkeit  ab, 
wodurch mit einem geringeren Abfall des Verhältnisses zwischen Biegewechselfestig‐
keit und Zugfestigkeit zu rechnen ist. 
Die Härte  ist der Widerstand eines Werkstoffes gegen das Eindringen eines härteren 
Körpers. Die Härte eines Werkstoffes erlaubt näherungsweise Aussagen über dessen 
Zugfestigkeit Rm. Nach Bahre und Winderlich [Bah78][Win90] besteht  im Bereich zwi‐
schen 100 HV und 400 HV  (Rm =320 MPa bis 1290 MPa) ein nahezu  linearer Zusam‐
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menhang  zwischen der Härte und der Biegewechselfestigkeit bW. Die Festigkeit von 
Federstahldraht liegt allerdings weit über diesen Werten. Oberhalb von 400 HV ist die 
Umrechnung der Härte  in eine Biegewechselfestigkeit problematisch. Wie auch durch 
Hempel  für hohe Zugfestigkeiten beschrieben,  reduziert  sich bei einer Erhöhung der 
Härte über 400 HV das Verhältnis  zwischen der Biegewechselfestigkeit bW und  der 
Härte. Dabei wird  sogar von einer Sättigung des Betrages der Biegewechselfestigkeit 
mit weiter steigender Härte ausgegangen (vgl. Abbildung 4.23). 
 
Abbildung 4.23:  Abhängigkeit der Biegewechselfestigkeit bW von der Oberflächenhärte HV5 [Kai81] 
Auch Auswirkungen der Härte auf den Schwellwert zur Ermüdungsrissausbreitung und 
Risswachstum sind bekannt. Mit steigender Härte reduziert sich der Schwellenwert zur 
Ermüdungsrissausbreitung Kth deutlich. Untersuchungen von Tange  [Tan90] bestäti‐
gen diese Aussage. 
4.3.4.3 Veränderung von Materialkennwerten durch den Vergüteprozess und nach‐
gelagerte Wärmebehandlungen 
Beim Vergüten handelt es  sich um einen Prozess, bei dem durch gezielte Wärmebe‐
handlung des Drahtes ein Vergütungsgefüge ohne Vorzugsrichtung  im Draht erzeugt 
wird [Sch06]. Die Wärmebehandlung wird dabei maßgeblich durch die Parameter der 
Prozessabschnitte, Austenitisierung  in Verbindung mit Abschrecken (Härten) und Ver‐
güteanlassen  beeinflusst.  Eine  Kombination  der  Prozesse Härten  und  Anlassen wird 
Vergüten  genannt  [Roo08]. Durch  Variation  des  Temperatur‐Zeit‐Verlaufes während 
des Vergüteprozesses können die statischen Materialkennwerte wie Zug‐und Torsions‐
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festigkeit,  die  jeweiligen  Fließgrenzen  sowie  die  Duktilität  des Materials  beeinflusst 
werden. Während der Austenitisierung wird der Draht auf Temperaturen oberhalb der 
Austenitisierungstemperatur Ac3 erwärmt. Der Kohlenstoff  im Werkstoff geht dabei  in 
Lösung  und  verteilt  sich  homogen  im Gefüge  [Gis01]. Durch  das  anschließende Ab‐
schrecken in einem dafür geeigneten Medium wird der kubisch flächenzentrierte (kfz) 
Austenit in kubisch raumzentrierten (krz) Martensit umgewandelt. Bei diesem Vorgang 
wird  die  Kohlenstoffdiffusion während  der  Phasenumwandlung  unterdrückt,  sodass 
sich, wie auch  in der kfz‐Phase,  in der krz‐Phase der Kohlenstoff auf Oktaederlücken 
befindet.  Eine  Verzerrung  des  krz‐Gitters,  die mit  steigendem  Kohlenstoffgehalt  zu‐
nimmt, ist die Folge. Die Zugfestigkeit des Werkstoffes steigt deutlich an, wobei gleich‐
zeitig die Zähigkeit abnimmt. Der gehärtete Werkstoff weist ein sprödes Materialver‐
halten  auf  und  ist  für  die  Federherstellung  ungeeignet. Um  die Duktilität wieder  zu 
erhöhen, wird anschließend das Vergüteanlassen durchgeführt. 
Dabei wird der Werkstoff auf Temperaturen unterhalb von TAC1 (Austenitisierungsstart‐
temperatur,  legierungsabhängig) erwärmt, wodurch der auf Oktaederlücken befindli‐
che  Kohlenstoff  auf  Zwischengitterplätze  diffundieren  kann. Die Verzerrung  des  krz‐
Gitters  verringert  sich entsprechend, wodurch Härte,  Zugfestigkeit und  Streckgrenze 
des Materials abnehmen. Bruchdehnung, Einschnürung und Kerbschlagzähigkeit neh‐
men gleichzeitig zu [Sei07]. 
Nach dem Federwinden als  formgebenden Prozess erfolgt  im Allgemeinen eine Wär‐
mebehandlung. Diese hat vorrangig einen Abbau der nach dem Windevorgang ungüns‐
tig  gerichteten  Eigenspannungen  als  Ziel.  Gleichzeitig  werden  jedoch  zusätzlich  die 
statischen Materialkennwerte beeinflusst. Wie der Wärmebehandlungsprozess abhän‐
gig  von  dessen  Parametern  die  statischen  Materialkennwerte  verändert,  wurde  in 
[Gei07][Gei11][Sch06][Lux11] untersucht.  In diesem  Zusammenhang  ist  zu beachten, 
dass  eine  Änderung  der  statischen  Materialkennwerte  neben  den  Parametern  der 
Wärmebehandlung auch durch die Parameter des Vergüteprozesses beeinflusst wird 
[Kle08].  Eine Optimierung  der  statischen Materialkennwerte  für  dynamische Anwen‐
dungen kann deshalb nur unter Berücksichtigung der Parameter des Vergüteprozesses 
in Verbindung mit der dem Federwinden nachgelagerten Wärmebehandlung erfolgen 
[Sch06][Lux11]. 
4.3.4.4 Oberflächenzustand 
Mit  zunehmender Oberflächenrauheit  nimmt  die  Schwingfestigkeit  von  Proben  und 
Bauteilen  ab. Die Reduzierung der  Schwingfestigkeit bei  gleicher Oberflächenrauheit 
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hängt dabei von der Zugfestigkeit Rm des Werkstoffes ab. Je höher die Zugfestigkeit Rm 
des Werkstoffes ist, desto größer ist die Abnahme der Schwingfestigkeit.  
Auch die mittlere Korngröße des Werkstoffes spielt bei diesen Betrachtungen eine Rol‐
le. Allgemein wird von einer Grenzrautiefe R0, die zwischen 1 µm und 6 µm  liegt und 
von der Korngröße abhängig ist, ausgegangen [Sig93][FAT102]. Bei Oberflächenrauhei‐
ten unterhalb der Grenzrautiefe R0 findet kein Schwingfestigkeitsabfall mehr statt. 
In der Vergangenheit wurden  verschiedene Ansätze entwickelt, um den  Einfluss der 
Oberflächenrauheit  auf  die  Schwingfestigkeit  zu  beschreiben. Nachfolgend  sollen  an 
dieser Stelle die wichtigsten genannt werden. Dabei wird der Oberflächenfaktor, ent‐
gegen den hier verwendeten Quellen, allgemein mit KR bezeichnet. 
In [Gud99] wird für die Berechnung des Oberflächenfaktors KR eine Funktion in Abhän‐
gigkeit von der Rautiefe Rz und der Zugfestigkeit Rm nach Siebel und Gaier angegeben. 
ܭோ ൌ 1 െ 0,22 ൬݈݃ ܴ௭μ݉൰
଴,଺ସ
∙ ݈݃ ܴ௠ܯܲܽ ൅ 0,45 ∙ ൬݈݃
ܴ௭
μ݉൰
଴,ହଷ
  4.77 
Durch die TGL 19340‐3  [TGL19340/3] werden die Gleichungen 4.78 und 4.79  für die 
Berechnung des Einflusses der  rauen Oberfläche  für Zugfestigkeiten  ≤ 2000 MPa vor‐
geschlagen.  Dabei wurde  bereits  die  Auswirkung  unterschiedlicher  Spannungsarten, 
Normalspannung oder Tangentialspannung, auf die  Schwingfestigkeit bei der Ermitt‐
lung des Einflussfaktors der Oberflächenrauheit berücksichtigt. Für Normalspannungen 
ist Gleichung 4.78 und für Tangentialspannungen Gleichung 4.79 zu verwenden. 
ܭோ,ఙ ൌ 1 െ 0,22݈݃ ൬ ܴ௭μ݉൰ ∙ ൬݈݃
ܴ௠
20ܯܲܽ െ 1൰  4.78
 
ܭோ,ఛ ൌ 0,575 ∙ ܭோఙ ൅ 0,425 4.79
Weiterhin  kann  durch  [TGL19340/3]  der  geringere  Feingestalteinfluss  bei  gekerbten 
Proben nach folgender Gleichung berücksichtigt werden. 
ܭோ,௄௘௥௕ ൌ ܭோ ൅ ሺ1 െ ܭோሻ ∙ ൬ܭ௧ െ 1ܭ௧ ൰
ଶ
  4.80
KR, KR,Kerb  Oberflächenfaktor für gekerbte und ungekerbte Bauteile 
Kt    Formzahl (äquivalent Spannungsbeiwert k) 
Dieser Einfluss  kann  jedoch aufgrund der bei Schraubendruckfedern verhältnismäßig 
kleinen Formzahlen (Kt= 1,55 bei w=3) vernachlässigt werden.   
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Nach  Hänel  [Hän03]  werden  die  Auswirkungen  der  Oberflächenrauheit  auf  die 
Schwingfestigkeit durch folgende Gleichung beschrieben. 
ܭோ,ఙ ൌ 1 െ ܽோ,ఙ ∙ ݈݃ ൬ ܴ௭μ݉൰ ∙ ݈݃ ቆ
2ܴ௠
ܴ௠,ே,௠௜௡ቇ  4.81 
Dabei  werden  die  über  den  Rauheitsfaktor  berücksichtigten  Auswirkungen  auf  die 
Schwingfestigkeit mit Hilfe von werkstoffgruppenspezifischen Konstanten aR, und Rm, 
N, min auf vorgegebene Werkstoffgruppen angepasst. Wie auch bei der Bestimmung des 
Rauheitsfaktors nach  TGL 19340‐3  ist eine Übertragung  für  Schubspannungen durch 
Anpassung von Gleichung 4.81 durch Verwendung des sogenannten Schubwechselfes‐
tigkeitsfaktors fW, (fW, =0,577) möglich, wodurch sich Gleichung 4.82 ergibt. 
ܭோ,ఛ ൌ 1 െ ௐ݂,ఛ ∙ ܽோ,ఙ ∙ ݈݃ ൬ ܴ௭μ݉൰ ∙ ݈݃ ቆ
2ܴ௠
ܴ௠,ே,௠௜௡ቇ  4.82 
Allgemein  werden  beim  Ermüdungsfestigkeitsnachweis  mit  Nennspannungen  oder 
örtlichen Spannungen die Rauheitsfaktoren bei den  zulässigen Spannungen des Bau‐
teils berücksichtigt, obwohl durch erhöhte Oberflächenrauheiten Kerbwirkungen und 
somit Spannungsüberhöhungen an der Oberfläche auftreten. Die auf Basis der Unter‐
suchungen von  Siebel und Gaier  in  [Gud99]  vorgeschlagene Rechenbeziehung  liefert 
dabei deutlich kleinere Werte für den Rauheitsfaktor KR, als die Ansätze nach TGL oder 
FKM. Die zugrunde gelegten Auswirkungen der „rauen“ Oberfläche auf die Schwingfes‐
tigkeit des Bauteils sind somit deutlicher, als bei den durch [TGL19340/3] und [Hän03] 
vorgeschlagenen Rechenbeziehungen. Unterschiede des berechneten Rauheitsfaktors 
nach Gleichung 4.78 und 4.81  für Normalspannung bzw. Gleichung 4.79 und 4.82  für 
Tangentialspannung sind für Stähle nicht vorhanden. 
4.3.4.5 Größeneinfluss 
Magin  [Mag81]  führte  eine  Analyse  unterschiedlicher Modelle  zur  Berücksichtigung 
des Größeneinflusses schwingbeanspruchter Proben und Bauteile durch. Die Modelle 
wurden dabei in vier übergeordnete Größeneinflussmechanismen unterteilt. 
1. Technologischer Größeneinfluss 
2. Spannungsmechanischer oder geometrischer Größeneinfluss 
3. Statistischer Größeneinfluss 
4. Oberflächentechnischer Größeneinfluss 
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Der  technologische  Größeneinfluss  nt  (KGt)  berücksichtigt  fertigungsbedingte  Abwei‐
chungen der Werkstoffeigenschaften wie  z.B. der Zugfestigkeit Rm. Beispielhaft  seien 
hier die in DIN EN 10270 [DIN10270/2] aufgeführten Federstahldrähte und deren Fes‐
tigkeitswerte  zu  nennen.  Mit  steigendem  Drahtdurchmesser  sinkt  die  Zugfestigkeit 
deutlich ab. Da ein enger Zusammenhang zwischen statischen und dynamischen Mate‐
rialeigenschaften besteht, resultiert daraus auch eine Änderung der Schwingfestigkeit. 
Nach Magin  ist der  spannungsmechanische Größeneinfluss nsm  (KGsm) der eigentliche 
Größeneinfluss, dem die anderen drei Mechanismen überlagert sind. Als Grund dafür 
wird  die  bei  inhomogener  Beanspruchung  auftretende  Stützwirkung  genannt,  die 
durch Spannungsumlagerung hochbeanspruchter Werkstoffbereiche auf weniger hoch 
beanspruchte Werkstoffbereiche zu einer Entlastung führt. Es existieren verschiedene 
mathematische Beschreibungen der Auswirkungen der Stützwirkung, die auf empirisch 
ermittelten Versuchswerten basieren. 
Beim statistischen Größeneinfluss nst  (KGst) wird von der Annahme ausgegangen, dass 
mit  zunehmendem  hoch  beanspruchtem Werkstoffvolumen  bzw.  dessen Oberfläche 
die Wahrscheinlichkeit einer bruchauslösenden Fehlstelle zunimmt. Voraussetzung für 
die Berücksichtigung des statistischen Größeneinflusses ist die Kenntnis einer geeigne‐
ten Verteilungsfunktion  der  Fehlstellen. Diese Annahme  liefert  eine  Begründung  für 
den Schwingfestigkeitsabfall mit zunehmendem geprüftem Werkstoffvolumen bei ho‐
mogener Beanspruchung. 
Der oberflächentechnische Größeneinfluss not  (KGot) berücksichtigt Auswirkungen  von 
Erhöhung  der  Randfestigkeit  und  Eigenspannungen.  Zu  Verfahren,  die  sich  auf  die 
Oberfläche auswirken zählen Nitrieren, Nitrocarburieren, Einsatzhärten und Carbonit‐
rieren, Flamm‐ und Induktionshärten sowie Festwalzen und Kugelstrahlen [Hän03]. Bei 
Schraubendruckfedern werden überwiegend das Nitrieren und das Kugelstrahlen  im 
Rahmen einer Oberflächenbehandlung angewendet. Diese oberflächenverfestigenden 
und  eigenspannungsinduzierenden  Verfahren  sind  von  der  Tiefenwirkung  begrenzt 
[Woh81]. Die Einflusszone  ist daher bei größeren Bauteilen oder Drahtdurchmessern 
bezogen  auf  das  Gesamtvolumen  kleiner,  wodurch  ein  zusätzlicher  Größeneinfluss 
erfolgt. 
Eine Berücksichtigung des technologischen Größeneinflusses ist bei der Auslegung von 
Schraubendruckfedern  nicht  erforderlich,  da  direkt  an  dem  für  die  Federherstellung 
verwendeten Draht durch Zugversuche oder Härtemessungen die erforderlichen stati‐
schen Materialkennwerte ermittelt werden können. 
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In der Literatur sind verschiedene Berechnungsansätze zu finden, mit deren Hilfe eine 
inhomogene  Spannungsverteilung  durch  Verwendung  einer  allgemeinen  Stützzahl n 
bei der Bestimmung zulässiger Spannungen von Bauteilen berücksichtigt werden kann. 
Die ersten Ansätze gehen auf die Arbeiten von Siebel und Stieler [Sie55][Sti54] sowie 
Schütz  und  Hück  [Hüc81]  zurück.  Weitere  Ansätze  sind  in  Normen  wie  der 
[TGL19340/3]  und  in Nachschlagewerken wie  der  FKM‐Richtlinie  [Hän03]  enthalten. 
Allen gemein  ist die Abhängigkeit vom bezogenen Spannungsgefälle  ̅ܩ. Es beschreibt 
den Spannungsgradienten an der höchstbeanspruchten Stelle und wird durch folgende 
Gleichung definiert. 
̅ܩ ൌ 1ܵ௠௔௫ ∙
݀ܵ௠௔௫
݀ݔ   4.83 
Abbildung 4.24:  Spannungsgefälle   
Beim Ansatz  von  Siebel und  Stieler wird davon  ausgegangen, dass bei  inhomogener 
Spannungsverteilung  eine  kritische  Spannung  über  der  sog.  Gleitschichtdicke  sg  er‐
reicht werden muss. Die Gleitschichtdicke  sg entspricht dabei, was experimentell be‐
stätigt wurde,  dem mittleren  Korndurchmesser  des Werkstoffes. Die  Stützzahl  kann 
dementsprechend aus dem bezogenen Spannungsgefälle und der Gleitschichtdicke sg 
ermittelt werden [Liu91]. 
Siebel, Stieler:  ݊ ൌ 1 ൅ ටݏ௚ ∙ ̅ܩ  4.84 
Schütz, Hück:  ݊ ൌ 1 ൅ 0,45 ∙ ̅ܩ଴,ଷ  4.85 
TGL 19340 [TGL19340/3]:  ݊ ൌ 1 ൅ ට̅ܩఙ ∙ 10ି൬଴,ଷଷା
ೃ೛బ,మ
ళభమಾುೌ൰ 
݊ ൌ 1 ൅ ට̅ܩఛ ∙ 10ିቀ଴,ଷଷା
ഓ೟బ,ర
ళభమಾುೌቁ 
4.86 
 
4.87 
FKM Richtlinie [Hän03]:  ݊ ൌ 1 ൅ ට̅ܩఙ ∙ ݉݉ ∙ 10ି൬௔ಸା
ೃ೘
್ಸ ൰ 
݊ ൌ 1 ൅ ට̅ܩఛ ∙ ݉݉ ∙ 10ି൬௔ಸା
೑ೈ,ഓ∙ೃ೘
್ಸ ൰ 
4.88 
 
4.89 
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Durch  Schütz  und Hück wird Gleichung  4.85  zur  Berechnung  der  Stützzahl  n  vorge‐
schlagen. Der Einfluss des Werkstoffes auf die Stützzahl wird dabei allerdings vollstän‐
dig vernachlässigt. In TGL 19340 [TGL19340/3] wird der Ansatz von Siebel und Stieler in 
einer modifizierten Form verwendet. Die Gleitschichtdicke sg wurde dort durch einen 
von der Streckgrenze bzw. Torsionsfließgrenze abhängigen Term ersetzt. Es wurde wei‐
terhin  in Stützzahlen für Normal‐ und Tangentialspannungen unterschieden (vgl. Glei‐
chung 4.86 und 4.87). Allgemein anerkannt ist der Berechnungsansatz nach FKM. Die‐
ser zeigt prinzipiell den gleichen  formalen Aufbau, wie der  in TGL 19340. Für die Be‐
rechnung werden jedoch zusätzlich Grenzen der Beträge des bezogenen Spannungsge‐
fälles eingeführt. Die Gleichungen 4.88 und 4.89 gelten entsprechend für ein bezoge‐
nes  Spannungsgefälle  zwischen  0,1 mm‐1 ≤ ̅ܩ ≤ 1,0 mm‐1.  Die  werkstoffspezifischen 
Konstanten können [Hän03] entnommen werden (für Stahl gilt: aG=0,5; bG=2700). Bei 
Kenntnis  des  bezogenen  Spannungsgefälles  kann  nach  den  genannten  Ansätzen  die 
Stützzahl  n  ermittelt werden.  Betrachtungen  zur  Bestimmung  des  bezogenen  Span‐
nungsgefälles in Schraubendruckfedern wurden in [Gie11] durchgeführt. Ergebnis die‐
ser Betrachtungen war ein analytischer Zusammenhang zur Beschreibung des bezoge‐
nen Spannungsgefälles in Abhängigkeit vom Wickelverhältnis w und Drahtdurchmesser 
d der Schraubendruckfeder (Gleichung 4.90). 
̅ܩఛ ൌ ൬0,886 ൅ 0,6078ݓ െ 0,72൰ ∙ ൬െ2,587 ∙ 10
ିସ ൅ 2,25݀ െ 7,464 ∙ 10ି଺൰  4.90 
Durch Gleichung 4.90 wird das bezogene Spannungsgefälle an der bruchgefährdeten 
Windungsinnenseite der Feder beschrieben. 
Mit Hilfe der genannten Ansätze zur Berechnung der Stützzahl n ist eine Berücksichti‐
gung der fehlstellenbehafteten Oberfläche nicht möglich. Aus diesem Grund wurde die 
6. Auflage der FKM Richtlinie [FKM12] durch ein alternatives Konzept zur Berechnung 
der Stützzahl ergänzt. Darin wird zwischen einer statistischen Stützzahl nst, einer ver‐
formungsmechanischen Stützzahl nvm und einer bruchmechanischen Stützzahl nbm un‐
terschieden. Aus dem Produkt der genannten Stützzahlen ergibt sich die Gesamtstütz‐
zahl n. Der Vorteil dieses Konzeptes  liegt  in der Berücksichtigung einer vorhandenen 
hochbelasteten Oberfläche, der Makrostützwirkung nach Neuber und des bezogenen 
Spannungsgefälles. 
Durch  Heckel  und  Mitarbeiter  [Böh82]  wurden  Untersuchungen  durchgeführt,  den 
statistischen Größeneinfluss und somit die statistische Stützzahl nst zu erfassen. Dafür 
wurde das von Weibull und Freudenthal für die Beschreibung streuender Zugfestigkei‐
ten spröder Werkstoffe entwickelte Fehlstellenmodell angewendet. 
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Tabelle 4.4:  Gleichungen zur mathematischen Beschreibung der Weibull‐Verteilung 
Verteilungsfunktion  inverse Funktion  Näherungsgleichung 
ܲሺݔሻ ൌ 1 െ ݁ݔ݌ ቊെ൬ ݔܽ௩൰
௞
ቋ  ݔ ൌ ܽ௩ ∙ ൬݈݊ 11 െ ܲ൰
భ
ೖ  ܲ ൌ ݅ െ 0,3݊ ൅ 0,4 
Das Modell  geht  von  einer Gleichverteilung der  Fehlstellen  in  Form  von mikro‐ und 
makrostrukturellen  Werkstoffinhomogenitäten  an  und  in  technischen  Werkstoffen 
aus. Für die Verteilung der Fehlstellen mit der Größe x=a an einer Oberfläche Ao (Vo‐
lumen Vo) wird  in diesem Modell die  zweiparametrische Form der Weibullverteilung 
angesetzt. 
஺ܲబ,௏೚ሺܽሻ ൌ ݁ݔ݌ ቊെ൬
ܽ
ܽ௩൰
ି௞∗
ቋ  4.91 
Durch P(a) wird die Wahrscheinlichkeit angegeben, an einer betreffenden Oberfläche 
Ao (Volumen Vo) eine Fehlstelle kleiner der Größe a zu finden [Hai02]. Dabei entspricht 
der Parameter av der charakteristischen Größe der Fehlstelle und k* deren Streuung. 
Werden die Fehlstellen als fiktive Risse der Länge a interpretiert, kann durch Verwen‐
dung von Gleichung 4.92 der  linear‐elastischen Bruchmechanik der Fehlstellengröße a 
eine versagenskritische Spannung zugeordnet werden [Hai02]. 
∆ܭ ൌ ܵ ∙ √ܽ ∙ ܻሺܽሻ  4.92 
Unter der Voraussetzung, dass die kritische Schwingbreite der Spannungsintensität K 
für  verschiedene  Fehlstellengrößen a  sowie der geometrieabhängige Korrekturfaktor 
Y(a) konstant sind [Ber00], folgt aus Gleichung 4.91 die nachfolgende Gleichung: 
üܲ,஺బ,௏బሺܵሻ ൌ ݁ݔ݌ ቊെ൬
ܵ
ܵ௩൰
ଶ௞∗
ቋ ൌ ݁ݔ݌ ቊെ൬ ܵܵ௩൰
௞ೢ
ቋ  4.93 
P(S) gibt die Wahrscheinlichkeit an, mit der die größte Fehlstelle a der Oberfläche Ao 
(Volumen Vo) die Spannung S erträgt. P(S) entspricht somit der Überlebenswahrschein‐
lichkeit PÜ(S) für eine Oberfläche Ao (Volumen Vo). 
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Für die Ermittlung der in Gleichung 4.93 verwendeten Parameter kw und Sv genügt es, 
die  Überlebenswahrscheinlichkeit  Pü  für  zwei  Spannungshorizonte  im  Übergangsbe‐
reich  zur  Dauerfestigkeit  zu  bestimmen  und  in  folgende  Gleichungen  einzusetzen 
[Böh82]: 
݇௪ ൌ ݈݊ሺെ݈݊	 üܲଶሻ െ ݈݊ሺെ݈݊ üܲଵሻln ܵଶ െ ݈݊ ଵܵ   4.94
ܵ௩ ൌ ݁ݔ݌ ቊln ଵܵ െ ݈݊
ሺെ lnܲÜଵሻ
݇௪ ቋ 
4.95
Die vorausgegangenen Betrachtungen zum statistischen Größeneinfluss beziehen sich 
auf die Bestimmung der Überlebenswahrscheinlichkeit einer Probe mit der Oberfläche 
Ao  (Volumen  Vo). Um  nun  für  eine  n‐fach  veränderte Oberfläche A  (Volumen V)  die 
Überlebenswahrscheinlichkeit  Pü,A,V(S)  berechnen  zu  können,  ist  der Multiplikations‐
satz der Wahrscheinlichkeitsrechnung anzuwenden (n=A/A0; n=V/Vo). Er beinhaltet die 
n‐fache Multiplikation der einzelnen Überlebenswahrscheinlichkeiten Pü,Ao,Vo(S). 
üܲ,஺,௏ሺܵሻ ൌෑ൛ üܲ,஺బ,௏బሺܵሻൟ
௡
௜ୀଵ
ൌ ቈ݁ݔ݌ ቊെ൬ ܵܵ௩൰
௞ೢ
ቋ቉
௡
  4.96
Für die Überlebenswahrscheinlichkeit einer von Ao abweichenden Oberfläche A gilt: 
üܲ,஺ሺܵሻ ൌ ቈ݁ݔ݌ ቊെ ܣܣ଴ ൬
ܵ
ܵ௩൰
௞ೢ
ቋ቉  4.97
Analog  gilt  für  die  Überlebenswahrscheinlichkeit  eines  von  V0  abweichenden  Volu‐
mens V: 
üܲ,௏ሺܵሻ ൌ ቈ݁ݔ݌ ቊെ ܸ଴ܸ ൬
ܵ
ܵ௩൰
௞ೢ
ቋ቉  4.98
Der  durch  Gleichung  4.96  beschriebene  Zusammenhang  zwischen  der  Überlebens‐
wahrscheinlichkeit Pü,A0,V0 einer Probe mit der Oberfläche A0  (Volumen V0)  in Abhän‐
gigkeit von einer Spannung S (Graph Nr. 1) und der Überlebenswahrscheinlichkeit Pü,A,V 
bei einer Probe mit einer Oberfläche A=nA0 (Volumen V=nV0) bei gleicher Spannung S 
(Graph 2 und 3) soll durch Abbildung 4.25 verdeutlicht werden. 
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Abbildung 4.25:  Graphische Darstellung 
von Gleichung 4.96 
(kw=18,8; Sv=400 MPa) 
Reduziert sich die hochbelastete Oberfläche A (Volumen V) gegenüber A0  (V0) (n<1), so 
erhöht  sich  die  Überlebenswahrscheinlichkeit  Pü  bei  konstanter  Spannung  und 
Schwingspielzahl N. Dementsprechend reduziert sich die Überlebenswahrscheinlichkeit 
Pü bei einer Erhöhung der betrachteten Oberfläche A (Volumen V) gegenüber A0 (V0). 
Für jeweils gleiche Überlebenswahrscheinlichkeiten ergibt sich aus Gleichung 4.97 bzw. 
4.98 das Verhältnis der versagenskritischen Spannung S1 der Oberfläche A1 (Volumen 
V1) zur versagenskritischen Spannung S0 der Oberfläche A0 (Volumen V0). Das Verhält‐
nis der  versagenskritischen  Spannungen  S1 und  S0  entspricht dem  statistischen Grö‐
ßeneinfluss nst. 
݊௦௧ ൌ ଵܵܵ଴ ൌ ൬
ܣ଴
ܣଵ൰
ଵ/௞ೢ
  4.99  ݊௦௧ ൌ ଵܵܵ଴ ൌ ൬
଴ܸ
ଵܸ
൰
ଵ/௞ೢ
  4.100 
Für den Weibull‐Exponenten kw wird durch  [FKM12]  für Stähle kw=30 vorgeschlagen. 
Durch  [Böh82] wurde  im Mittel  für verschiedene Stähle ein Weibull‐Exponent kw von 
18,8 bestimmt. Der durch die Gleichungen 4.99 bzw. 4.100 beschriebene Zusammen‐
hang zwischen dem Verhältnis der Probenoberflächen bzw. dem Probenvolumen und 
den  Festigkeitswerten  wurde  durch  zahlreiche  Versuche  bestätigt  [Hec75][Fri98] 
[Zie77][Iss95]. 
In Gleichung 4.97 und 4.98 wird von einer konstanten Beanspruchung der Oberfläche A 
bzw. des Volumens V ausgegangen. Dies  ist bei realen Bauteilen, so auch bei Schrau‐
bendruckfedern, nicht der Fall. Entsprechend ist eine Zerlegung der Oberfläche A (Vo‐
lumen V) in n Teilflächen Ai (Teilvolumina Vi) mit konstanter Beanspruchung durch‐
zuführen. Aus Gleichung 4.97 und 4.98 folgt: 
üܲ,஺ሺܵሻ ൌ ݁ݔ݌ ൝െ෍∆ܣ௜ܣ଴ ൬
ܵሺܣ௜ሻ
ܵ௩ ൰
௞ೢ௡
௜ୀଵ
ൡ 4.101 üܲ,௏ሺܵሻ ൌ ݁ݔ݌ ൝െ෍∆ ௜ܸ଴ܸ ൬
ܵሺ ௜ܸሻ
ܵ௩ ൰
௞ೢ௡
௜ୀଵ
ൡ  4.102
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Werden anschließend die Beanspruchungen S(A) und S(V) durch S(A)=Smaxg(x,y,z) und 
S(V)=Smaxg(x,y,z) normiert sowie die Oberfläche A (Volumen V) in unendlich viele Teil‐
flächen  dA  (Volumina  dV)  unterteilt  (n),  so  ergibt  sich  für  die Überlebenswahr‐
scheinlichkeit Pü,A einer inhomogen beanspruchten Oberfläche A [Jun97]: 
üܲ,஺ሺܵሻ ൌ ݁ݔ݌ ቐെ
׬ ݃௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻ݀ܣ஺
ܣ௢ ∙ ൬
ܵ௠௔௫
ܵ௩ ൰
௞ೢ
ቑ  4.103 
Für die Überlebenswahrscheinlichkeit Pü,V eines  inhomogen beanspruchten Volumens 
V folgt entsprechend: 
üܲ,௏ሺܵሻ ൌ ݁ݔ݌ ቐെ
׬ ݃௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻܸ݀௏
௢ܸ
∙ ൬ܵ௠௔௫ܵ௩ ൰
௞ೢ
ቑ  4.104 
Der Ausdruck ׬ ݃௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻ݀ܣ஺  bzw. ׬ ݃௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻܸ݀௏  wird auch als „Spannungsin‐
tegral“  bezeichnet.  Dessen  Herleitung  kann  verschiedenen  Veröffentlichungen 
[Zie76][Zie77][Böh82][Ber00] entnommen werden. 
Wie auch für die Gleichungen 4.99 bzw. 4.100 kann unter Voraussetzung gleicher Über‐
lebenswahrscheinlichkeiten das Verhältnis einer versagenskritischen Spannung S1 der 
inhomogen beanspruchten Oberfläche A1 (Volumen V1) zur versagenskritischen Span‐
nung S0 der inhomogen beanspruchten Oberfläche A0 (Volumen V0) ermittelt werden. 
Die Spannungen S0 und S1 sind dabei örtlich maximal vorhandene Spannungen. 
݊௦௧ ൌ ଵܵܵ଴ ൌ ቎
׬ ݃଴௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻ݀ܣ஺బ
׬ ݃ଵ௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻ݀ܣ஺భ
቏
భ
ೖೢ
  4.105 ݊௦௧ ൌ ଵܵܵ଴ ൌ ቎
׬ ݃଴௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻܸ݀௏బ
׬ ݃ଵ௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻܸ݀௏భ
቏
భ
ೖೢ
  4.106 
Das Verhältnis der versagenskritischen Spannungen S1 und S0 entspricht ebenfalls dem 
statistischen Größeneinfluss nst. 
Durch  die  verformungsmechanische  Stützzahl  nvm wird  die Makrostützwirkung  nach 
Neuber  für duktile Stähle beschrieben  [Liu91][FKM12]. Diese  ist von der statistischen 
Stützzahl nst, der Werkstoffwechselfestigkeit W, der dauerfest ertragbaren wechsel‐
plastischen Dehnung pl,W sowie E‐Modul, Zugfestigkeit Rm und einer werkstoffspezifi‐
schen Konstante n‘ abhängig. 
݊௩௠ ൌ ඨ1 ൅ ܧ ∙ ߝ௣௟,ௐߪௐ ∙ ሺ݊௦௧ሻ
భ
೙ᇲିଵ  4.107 
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Die genannten Größen können  [FKM12] entnommen werden. Mit zunehmender Zug‐
festigkeit Rm nimmt der Betrag der verformungsmechanischen Stützzahl stetig ab. Bei 
den  in dieser Arbeit verwendeten Federstählen ergibt sich eine verformungsmechani‐
sche Stützzahl nvm1. Sie wird daher im Weiteren nicht mehr berücksichtigt. 
Mit Hilfe der bruchmechanischen Stützzahl nbm wird das langsamere Anwachsen eines 
Ermüdungsrisses  in einem gradientenbehafteten Beanspruchungsfeld gegenüber dem 
in einem homogenen Feld gleicher Maximalspannung erfasst [FKM12]. 
݊௕௠ ൌ 5 ൅ √ܩ
5 ∙ ݊௩௠ ∙ ݊௦௧ ൅ ோ೘ோ೘,್೘ ∙ ට
଻,ହା√ீ
ଵା଴,ଶ∙√ீ
  4.108 
Die bruchmechanische Stützzahl nbm ist von der verformungsmechanischen und statis‐
tischen Stützzahl (nvm, nst) sowie der Zugfestigkeit Rm, dem bezogenen Spannungsgefäl‐
le  ̅ܩ und  einer werkstoffspezifischen Konstante Rm,bm  abhängig. Bei Berechnung der 
bruchmechanischen Stützzahl unter Verwendung federspezifischer Kenngrößen ergibt 
sich  nach  Gleichung 4.108  stets  ein  Wert  nbm < 1.  Dies  würde  der  Definition  einer 
bruchmechanischen  Stützzahl  widersprechen,  weshalb  nbm = 1  anzusetzen  ist.  Die 
bruchmechanische Stützzahl wird daher im Weiteren ebenfalls nicht mehr berücksich‐
tigt. 
4.3.4.6 Formzahlen und Wirkzahlen 
Obwohl es sich bei einer Schraubendruckfeder um ein nicht gekerbtes Bauteil handelt, 
treten im Bereich der Windungsinnenseite der Feder aufgrund der räumlich gekrümm‐
ten Geometrie örtlich bezüglich der Nennspannung des geraden Torsionsstabes erhöh‐
te Spannungen auf. Das Verhältnis  zwischen der maximalen örtlichen Spannung und 
der Nennspannung wird durch rein geometrieabhängige Formzahlen wie beispielswei‐
se K beschrieben. 
ߙ௄ ൌ ܵ௠௔௫ܵ௡   4.109 
ߙ௄ ൌ ߪ௠௔௫ߪ௡   4.110 ߙ௄ ൌ
߬௠௔௫
߬௡   4.111 
Bei Schraubendruckfedern wird das Verhältnis  zwischen maximal vorhandener Span‐
nung  und Nennspannung  durch  den  Spannungsbeiwert  k  beschrieben. Dieser  Span‐
nungsbeiwert  k  ist  ebenso wie K  eine  geometrieabhängige  Formzahl, deren Betrag 
durch  das  Wickelverhältnis  w=D/d  definiert  wird.  Der  Spannungsbeiwert  k  wurde 
durch  theoretische  Untersuchungen  verschiedener  Autoren  wie  Göhner  [Göh30], 
Bergsträsser [Ber33] und Wahl [Wah70] mathematisch beschrieben. 
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Göhner:  ݇ீ ൌ 1 ൅ 1,25ݓ ൅
0,875
ݓଶ ൅
1
ݓଷ  4.112 
Bergsträsser:  ݇஻ ൌ ݓ ൅ 0,5ݓ െ 0,75 
4.113 
Wahl:  ݇ௐ ൌ ݓ െ 0,25ݓ െ 1 ൅
0,615
ݓ  
4.114 
Trotz verschiedener mathematischer Ansätze ergeben  sich nahezu gleiche wickelver‐
hältnisabhängige Verläufe des Spannungsbeiwertes k [Huh67]. 
Im Gegensatz  zu  geometrieabhängigen  Formzahlen wie  beispielsweise K  und  k  be‐
rücksichtigen Kerbwirkungszahlen die Auswirkungen auf die dynamische Beanspruch‐
barkeit des Bauteils. Der Zusammenhang zwischen der Formzahl K und der Wirkungs‐
zahl k wird durch die Stützzahl n beschrieben. Die Stützzahl ergibt sich dabei aus den 
in Abschnitt 4.3.4.5 beschriebenen Größeneinflüssen. 
ߚ௞ ൌ ߙ௞݊   4.115 
Die Auslegung dynamisch belasteter Schraubendruckfedern erfolgt nach [DIN13906/1] 
unter Verwendung einer mit dem Spannungsbeiwert k korrigierten Spannung k. Der 
Festigkeitsnachweis  erfolgt  nach  Gleichung  4.116  durch  Vergleich  des  vorhandenen 
Spannungshubes kh mit einem zulässigen Spannungshub kH. 
߬௞௛ ൏ ߬௞ு  4.116 
Problematisch bei dieser Herangehensweise  ist die Tatsache, dass es sich beim Span‐
nungsbeiwert  k  um  eine  geometriebezogene  Formzahl  und  nicht  um  eine Wirkzahl 
handelt. Größeneinflüsse werden somit nicht berücksichtigt. So entstehen bei Federn 
mit unterschiedlichem Wickelverhältnis w bei Dauerschwingversuchen deutliche Un‐
terschiede  der  bei  gleicher  Schwingspielzahl  ertragbaren  k  korrigierten  Spannungen 
[Rei11].  In  [Kai81] wurde  eine  empirisch  ermittelte Wirkzahl  k´  eingeführt,  die  vom 
Spannungsbeiwert k abhängt. 
݇´ ൌ ሺ1 ൅ ݇ሻ/2  4.117 
Bei Dauerschwingversuchen an Federn mit unterschiedlichem Wickelverhältnis, die bei 
gleichen mit k´ korrigierten Spannungen durchgeführt wurden, konnten experimentell 
annähernd gleiche Schwingspielzahlen bzw. Festigkeitswerte ermittelt werden. 
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In diesem  Zusammenhang wurde  aber  auch  in  [Kai81] darauf hingewiesen, dass bei 
Verwendung  von  k´  eine  große  Streuung  der  Versuchsergebnisse  vorhanden  wäre. 
Durch die Wirkzahl k´ wurden auf Grundlage empirischer Betrachtungen die unter Ab‐
schnitt 4.3.4.5 genannten Größeneinflüsse zusammengefasst. Separate Auswirkungen 
der verschiedenen Größeneinflüsse können nicht berücksichtigt werden wodurch die 
große Streuung der Versuchsergebnisse erklärbar ist. 
4.3.4.7 Nichtmetallische Einschlüsse 
Durch Verfahren  zur Erzeugung von oberflächennahen Druckeigenspannungen durch 
Kugelstrahlen  (Kaltstrahlen,  Warmstrahlen,  Spannungsstrahlen)  oder  Verfahren  zur 
Steigerung  der  Oberflächenhärte  durch  Nitrieren,  befinden  sich  die  versagenskriti‐
schen Materialbereiche der Federn bei Schwingspielzahlen oberhalb von 107 überwie‐
gend unter der Werkstoffoberfläche [Kai10][Oec14]. Brüche werden dann hauptsäch‐
lich durch nichtmetallischen Einschlüsse ausgelöst  [Bar93]. Aber auch Bruchausgänge 
unter der Oberfläche ohne erkennbare Fehlstelle in Form eines nichtmetallischen Ein‐
schlusses sind möglich und werden durch Federhersteller als Matrixversagen bezeich‐
net. Auf den Versagensmechanismus durch Matrixversagen wird  in diesem Abschnitt 
nicht eingegangen. 
Nach Muhr  [Muh92] werden  Einschlüsse  in Abhängigkeit  ihrer Hauptbestandteile  in 
vier Typen eingeteilt. 
‐ A‐Typ: Schwefel als MnS  (1) 
‐ B‐Typ: Aluminium als Al2O3  (3) 
‐ C‐Typ: Silizium als SiO2  (2) 
‐ D‐Typ: Calcium als CaO   (4) 
Die  unterschiedlichen  Einschlusstypen  wirken  sich  unterschiedlich  stark  auf  die 
Schwingfestigkeit  des Werkstoffes  aus. Die  negativen  Auswirkungen  der  Einschlüsse 
auf die Schwingfestigkeit entsprechen dabei der Wertigkeit der nachstehenden Zahlen. 
Einschlüsse aus Calcium als CaO sind somit bei gleicher Größe bruchkritischer als Ein‐
schlüsse aus Schwefel als MnS zu sehen. 
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4.3.4.7.1 Entstehung nichtmetallischer Einschlüsse 
Bei der Entstehung von nichtmetallischen Einschlüssen muss  in exogen und endogen 
entstandene Einschlüsse unterschieden werden. Exogene Einschlüsse entstehen durch 
von außen eingebrachte Verunreinigungen, wie beispielsweise aus der Verkleidung der 
Schmelzpfannen.  Endogene  Einschlüsse  sind  primäre  und  sekundäre  Desoxidations‐
produkte  [Bar93].  Sekundäre Desoxidationsprodukte  entstehen während der Abküh‐
lung der Schmelze aufgrund der abnehmenden Sauerstofflöslichkeit primär bei niedri‐
geren Temperaturen. 
4.3.4.7.2 Detektion von nichtmetallischen Einschlüssen 
Durch Georges  [Geo00] wurden  die  verschiedenen  Verfahren  zur Detektion  innerer 
Fehlstellen in Form von nichtmetallischen Einschlüssen zusammengefasst. 
 
Abbildung 4.26:  Verfahren zur Detektion nichtmetallischer Einschlüsse [Geo00] 
Für  die  Berücksichtigung  von  nichtmetallischen  Einschlüssen  bei  der  Auslegung  von 
Schraubendruckfedern ist die Kenntnis von deren Lage, Zusammensetzung und Vertei‐
lung  im Werkstoff  erforderlich. Ultraschallprüfung, Dissolution  und  Lichtmikroskopie 
sind aufgrund der  jeweiligen Verfahrensgrenzen nicht zur Bestimmung der erforderli‐
chen Größen geeignet. Es werden deshalb Schwingfestigkeitsversuche  in Verbindung 
mit  Werkstoffuntersuchungen  in  Form  von  REM‐Untersuchungen  und  EDX‐
Untersuchungen durchgeführt. 
Durch Kloos und Kaiser [Klo81] wurde der festigkeitsmindernde Einfluss von nichtme‐
tallischen Einschlüssen beschrieben.  Im Rahmen dieser Untersuchungen wurden 400 
Torsionsschwellversuche durchgeführt. Dabei wurde  festgestellt, dass ab einer Größe 
der Einschlüsse von 20 µm eine Reduzierung der Festigkeitswerte erfolgt. Dynamische 
Torsionsversuche am Draht sind überaus zeitaufwendig [Rei13]. 
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Aus  diesem  Grund  werden  heutzutage  überwiegend  Schwingfestigkeitsversuche  in 
Form von Umlaufbiegeprüfungen durchgeführt. Diese Versuche können  in Abhängig‐
keit  von den Abmessungen des Drahtes bei bis  zu 80 Hz Prüffrequenz durchgeführt 
werden. Es ist so auf einfachem Wege möglich, durch Begutachtung der Schwingbruch‐
flächen  die  Einschlussgröße,  die  Einschlusszusammensetzung  sowie  deren  Lage  im 
Werkstoff zu ermitteln. 
4.3.4.7.3 Statistische Verteilung von Einschlussbrüchen 
Georges  führte  in  [Geo00]  zahlreiche  Umlaufbiegeprüfungen  an  verschiedenen 
ölschlussvergüteten  Federstahldrähten mit dem  Ziel der Darstellung des  Zusammen‐
hangs zwischen bruchauslösender Fehlstelle (nichtmetallischer Einschluss), ihrer Form, 
Lage und Größe sowie der zugehörigen Lebensdauer des Bauteils durch. Es sollten Ver‐
gleiche zwischen Stählen mit unterschiedlicher Reinheit ermöglicht werden. 
Bei der Auswertung dieser Versuche wurde festgestellt, dass die Weibullverteilung zur 
Beschreibung der Einschlussverteilung ungeeignet  ist. Vielmehr stellen sowohl die Lo‐
git‐ als auch die Normalverteilung geeignete Verteilungsmodelle dar  [Geo00][Röd11]. 
Für  eine  statistische  Auswertung wurde  aufgrund  der  einfacheren mathematischen 
Handhabbarkeit die Logit‐Verteilung bevorzugt. 
Tabelle 4.5:  Gleichungen zur mathematischen Beschreibung der Logit‐Verteilung [Geo00] 
Verteilungsfunktion  inverse Funktion  Näherungsgleichung 
ܲሺݑሻ ൌ 11 ൅ ݁ݔ݌ ቀെ గ√ଷ ∙ ݑቁ
  ݑ ൌ √3ߨ ∙ ݈݊
ܲ
1 െ ܲ  ܲ ൌ
݅ െ 0,375
݊ ൅ 0,25  
4.118  4.119  4.120 
stand. Merkmalsgröße  Standardabweichung  Log. Streuspanne 
ݑ ൌ ݈݃ݔ௜ െ ݈݃̅ݔ
௟ܵ௚
  ௟ܵ௚ ൌ ඨ 1݊ െ 1 ∙෍ሺ݈݃ݔ௜ െ ݈݃̅ݔሻଶ ݈݃ ௅ܶ ൌ 2,42 ∙ ௟ܵ௚ 
4.121  4.122  4.123 
Die Verteilungsfunktion  P(u)  der  Logit‐Verteilung wird  beschrieben  durch  eine  stan‐
dardisierte  Merkmalsgröße  u  sowie  die  Standardabweichung  der  logarithmierten 
Merkmalsgröße Slg. 
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Aufgrund  der  unterschiedlichen  Tiefenlage  hi  der  Einschlussbrüche  und  dem  damit 
einhergehenden unterschiedlichen geprüften Werkstoffvolumen V, wurde eine schädi‐
gungskonforme Umrechnung auf eine mittlere Einschlusstiefe  ത݄ und somit auf ein Ver‐
gleichsvolumen V0 nach Gleichung 4.124 durchgeführt. 
2ܽ௛ഥ,௜ ൌ ൬݀ െ 2݄௜݀ െ 2ത݄ ൰
ଶ
∙ 2ܽ௜  4.124
Dementsprechend konnten die beiden die Logit‐Verteilung beschreibenden Größen u 
(xi=2ܽ௛ഥ,௜ und  ̅ݔ ൌ 2ܽതതതത) und Slg für ein Vergleichsvolumen V0 nach Gleichung 4.121 und 
4.122 ermittelt werden. PVo(u) gibt dann die Wahrscheinlichkeit an, mit der  im Volu‐
men V0 der größte Einschluss 2ܽ௛ഥ,௜  kleiner als ein versagenskritischer Einschluss der 
Größe 2ܽ ist. 
Zum Vergleich von Einschlussgrößen 2ܽ௛ഥ,௜ unterschiedlicher geprüfter Volumina wurde 
durch Georges weiterhin Gleichung 4.125 abgeleitet [Geo00]. 
2ܽ௛ഥ,௏భ
2ܽ௛ഥ,௏బ
ൌ ൬ ଵܸ
଴ܸ
൰
√య
ഏ ∙ௌ೗೙ ൌ ൬ ଵܸ
଴ܸ
൰
଴,ହଶସ∙௟௚்ಽ
  4.125
Diese ermöglicht unter Voraussetzung gleicher Wahrscheinlichkeiten P und bei Kennt‐
nis der Standardabweichung Sln der logarithmierten Merkmalsgröße u (natürlicher Lo‐
garithmus) eine Extrapolation der Einschlussdurchmesser 2ܽ௛ഥ,௏బ des Volumens V0 auf 
Einschlussdurchmesser 2ܽ௛ഥ,௏భ des Volumens V1. Alle dafür erforderlichen Größen kön‐
nen durch Umlaufbiegeprüfungen an Drähten ermittelt werden. 
4.3.4.7.4 Auswertung von Einschlussbrüchen unter Verwendung bruchmechanischer 
Beziehungen 
Für die Auswertung der Brüche aufgrund von nichtmetallischen Einschlüssen wurde in 
[Geo00] das Strukturmodell einer unendlichen Scheibe unter Zugbelastung mit kreis‐
förmigem Innenriss nach [FKM06] verwendet. 
Abbildung 4.27:  a)  Strukturmodell  einer  unendlichen  Scheibe  unter  Zug mit  kreisförmigem  Innenriss 
b) Beziehung zwischen Einschlusstiefe und lokal am Einschluss vorhandener Spannung 
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Unter Berücksichtigung der örtlich am Einschluss vorhandenen Spannung und der  für 
dieses Strukturmodell gegebenen Korrekturfunktion YI(a)=2/  in Gleichung 4.2 ergibt 
sich für die Schwingbreite der Spannungsintensität an nichtmetallischen Einschlüssen: 
∆ܭூ,ோୀିଵ ൌ ߪ௔,௟ ∙ ඨ8ߨ ∙ 2ܽ ൌ
݀ െ 2݄
݀ ∙ ߪ௕,௡௘௡௡ ∙ ඨ
8
ߨ ∙ 2ܽ  4.126 
Bei den Betrachtungen von Georges wurden verschiedene Vereinfachungen getroffen, 
um eine Anwendung der bruchmechanischen Beziehungen zu ermöglichen.  
‐ Innenfehler in Form von Einschlüssen werden als Innenriss entartet.  
‐ Einschlüsse werden als kugelförmig mit dem Durchmesser 2a angenommen. 
‐ Eine Unterscheidung der chemischen Zusammensetzung der Einschlüsse erfolgt 
nicht. 
‐ Einschlüsse interagieren nicht miteinander. 
Als Ergebnis der Untersuchungen wurde ein enger Zusammenhang zwischen den über 
Gleichung 4.126 ermittelten Beträgen der Schwingbreite der Spannungsintensität KI 
und  der  erreichten  Schwingspielzahl  festgestellt. Mit  zunehmender  Schwingspielzahl 
reduzierte sich der Wert für KI bis zu einem Grenzwert der Schwingbreite zur Rissiniti‐
ierung KI,th von 220 MPa mm1/2 (6,96 MPa m1/2) [Geo00][Röd11]. 
4.3.4.7.5 Berücksichtigung nichtmetallischer Einschlüsse durch das Murakami-Endo-
Modell 
Das Murakami‐Endo‐Modell wurde  1983  durch  die  genannten  Personen  entwickelt 
und betrachtet Fehlstellen der Oberfläche und Einschüsse als kurze Risse. Dabei wird in 
Einschlüsse an der Bauteiloberfläche, Berührung der Einschlüsse mit der Bauteilober‐
fläche und Einschlüsse unter der Bauteiloberfläche unterschieden (vgl. [Mur89]). 
 
a)  b) 
 
c) 
Abbildung 4.28:  Klassifizierung von Einschlüssen nach deren Lage a) Einschluss an der Oberfläche b) 
Einschluss mit Kontakt zur Oberfläche c) Einschluss unter der Oberfläche 
Bei diesen Betrachtungen werden die Werkstofffestigkeitswerte und die bruchmecha‐
nischen Kenngrößen in Abhängigkeit von der Härte des Werkstoffes und der Größe der 
betrachteten Einschlüsse ermittelt. 
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Nachfolgend werden  die  beschreibenden  Gleichungen  für  den  Zusammenhang  zwi‐
schen Werkstoffhärte,  Einschlussgröße  und  den  dynamischen  Festigkeitswerten  zu‐
sammengefasst [Mur89]. Dabei wird durch areas die Einschlussfläche definiert. 
Schwellenwert der Ermüdungsrissausbreitung Kth: 
∆ܭ௧௛ ൌ 3,3 ∙ 10ିଷሺܪܸ ൅ 120ሻ൫ඥܽݎ݁ܽ௦൯ଵ/ଷ  4.127
Wechselfestigkeitswert W für R=‐1 (rein wechselnde Beanspruchung): 
ߪௐ ൌ ܥ ∙ ሺܪݒ ൅ 120ሻ/൫ඥܽݎ݁ܽ௦൯ଵ/଺  4.128
Der  Betrag  der  Variablen  C  in  Gleichung  4.128  hängt  dabei  von  der  Lage  des 
Einschlusses ab (vgl. Abbildung 4.28). 
‐ Einschluss an der Oberfläche:  C=1,43 
‐ Einschluss mit Kontakt zur Oberfläche:  C=1,40 
‐ Einschluss unter der Oberfläche:  C=1,56 
In  Gleichung  4.128  wird  von  rein  wechselnden  Beanspruchungen  ausgegangen. 
Einflüsse wie Mittelspannungen  und  Eigenspannungen werden  nicht  berücksichtigt. 
Eine Erweiterung dieser Beziehung durch Einbeziehung des Spannungsverhältnisses R 
in  die  Betrachtungen  ermöglichte  die  Berücksichtigung  von  Mittelspannungs‐  und 
Eigenspannungszuständen an der Stelle des Einschlusses [Mur02]. 
ߪௐ ൌ 1,43ሺܪ௏ ൅ 120ሻ൫ඥܽݎ݁ܽ௦൯ଵ/଺
∙ ൤1 െ ܴ2 ൨
ఈ
  4.129 
Der Exponent  ist dabei ebenso ein härteabhängiger Wert, der durch Gleichung 4.130 
beschrieben werden kann. 
ߙ ൌ 0,226 ൅ ܪ௏ ∙ 10ିସ 4.130
Durch  die  dargestellten Gleichungen wird  ein  linearer  Zusammenhang  zwischen  der 
Härte  HV  und  den  Festigkeitswerten  widergegeben.  Gerade  bei  großen  Härten 
(HV > 600)  kann  es  so  zu  Abweichungen  zwischen  den  durch  die  Gleichungen 
abgeschätzten und den durch Versuche ermittelten Festigkeitswerten kommen. 
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4.4 Eigenspannungen	
4.4.1 Definition	von	Eigenspannungen	
Eigenspannungen sind Spannungen  in metallischen Werkstoffen, die ohne Einwirkung 
äußerer Belastungen auftreten. Sie befinden sich im mechanischen Gleichgewicht. 
Eigenspannungen  werden  unter  Zugrundelegung  makroskopischer,  mikroskopischer 
und submikroskopischer Wirkungsbereiche in Eigenspannungen I. Art, II. Art und III. Art 
unterteilt. Eigenspannungen I. Art (Makroeigenspannungen) sind über mehrere Körner 
und Eigenspannungen  II. Art  (Mikroeigenspannungen) über ein Korn oder Kornberei‐
che homogen.  Eigenspannungen  III. Art  (Mikroeigenspannungen) hingegen  sind über 
kleinste  Werkstoffbereiche  inhomogen  [Mac84].  Makroeigenspannungen  können 
durch verschiedene Verfahren bestimmt werden (siehe Abschnitt 4.5.5). 
4.4.2 Entwicklung	der	Eigenspannungen	während	der	Federherstellung	
Während  der  Federherstellung  wird  der  Eigenspannungszustand  durch  die  Herstel‐
lungsschritte 
‐ Federwinden, 
‐ Wärmebehandlung, 
‐ Kugelstrahlen und 
‐ Vorsetzen 
beeinflusst. Die verschiedenen Herstellungsschritte, mit Ausnahme des Federwindens, 
können  im Rahmen des Federherstellungsprozesses wiederholt durchgeführt werden. 
Das Kugelstrahlen kann dabei unter Temperatur (Warmstrahlen) oder unter Vorspan‐
nung der Feder (Spannungsstrahlen) erfolgen. Auch das Vorsetzen kann unter Tempe‐
ratur kraft‐ oder weggeregelt durchgeführt werden. 
4.4.2.1 Federwinden 
Durch den  formgebenden Prozess, das sogenannte Federwinden, und den dabei auf‐
tretenden Kräften und Momenten werden plastische Verformungen  im Material her‐
vorgerufen. Infolge der elastischen Rückfederung des Drahtes nach dem Verlassen der 
Winde‐  und  Steigungswerkzeuge  entstehen  im  Federrohling  Biegeeigenspannungen, 
die abhängig von der Federsteigung durch Torsionseigenspannungen überlagert wer‐
den.  Die  Eigenspannungsentwicklung  durch  das  Federwinden  wurde  von  Bauschke 
[Bau11] unter Verwendung der Arbeiten  von Kobelev  [Kob10][Kob11]  analytisch be‐
schrieben und gelöst. 
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a)  b) 
Abbildung 4.29:  Eigenspannungen durch den Windeprozess a) Biegeeigenspannungen [Kri75] b) Tor‐
sionseigenspannungen [Mei93] 
Durch Überlagerung von Torsions‐ und Biegeeigenspannungen  liegt die Hauptnormal‐
spannung 1 nicht  in Richtung der Drahtachse. Der Spannungszustand der Oberfläche 
an  der  bruchgefährdeten Windungsinnenseite  kann  durch  folgenden  ebenen  Span‐
nungstensor beschrieben werden. 
ܵ ൌ ൤ߪ௫௫ ߬௫௬߬௬௫ 0 ൨ ൌ ൤
ߪ௕,ாௌ ߬௧,ாௌ
߬௧,ாௌ 0 ൨  4.131
Die Hauptnormalspannungen 1 und 2  sowie deren Drehung  bezüglich der Achse 
des Drahtes  in  der  gewundenen  Feder  kann  durch  Einsetzen  in Gleichung  4.44  und 
4.45 bestimmt werden. 
Bei Kenntnis des Betrages der Hauptnormalspannung 1 und des Winkels  kann unter 
Verwendung der folgenden Gleichungen der Anteil der Biegeeigenspannung b,ES und 
der Anteil der Torsionseigenspannung t,ES ermittelt werden. 
ߪ௕,ாௌ ൌ ߪଵ,ாௌଵ
ଶ ൅
ඥଵାሺ௧௔௡ଶఝሻమ
ଶ
  4.132
 
߬௧,ாௌ ൌ ߪଵ,ாௌ ∙ ݐܽ݊2߮2   4.133
Die Hauptnormalspannungen 1,ES und 2,ES der durch den Windeprozess hervorgeru‐
fenen  Eigenspannungen  liegen  zwar  nicht  in  Richtung  der  durch  die  Belastung  der 
Druckfeder  hervorgerufenen  Betriebsspannungen,  erhöhen  aber  dennoch  das  Ge‐
samtspannungsniveau und wirken sich somit negativ auf die dynamischen Eigenschaf‐
ten  der Druckfeder  aus. Die  nach  dem  Federwindeprozess  vorhandenen  Eigenspan‐
nungen werden deshalb durch eine darauf folgende Wärmebehandlung reduziert. 
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4.4.2.2 Wärmebehandlung 
Die Wärmebehandlung nach dem Federwinden führt zu einer gezielten Relaxation der 
im gewundenen Draht vorhandenen Eigenspannungen. Prinzipiell  sind Vorgänge, die 
zu einer Relaxation der Eigenspannungen führen, temperatur‐, zeit‐ und spannungsab‐
hängig.  Nach  [Wol73] werden  Eigenspannungen  I.  und  II.  Art  vollständig  abgebaut, 
wenn  eine Wärmebehandlung  oberhalb  der  Rekristallisationstemperatur  stattfindet. 
Die Rekristallisationstemperatur entspricht dabei etwa der Hälfte der Schmelztempe‐
ratur  Ts [K].  Eine  Wärmebehandlung  bei  diesen  Temperaturen  ist  bei  Federstählen 
nicht  zweckmäßig,  da  dann  neben  den  Eigenspannungen  gleichzeitig  die  statischen 
Materialparameter  negativ  beeinflusst werden.  Bei  Federn  aus  ölschlussvergütetem 
Material  liegen die Wärmebehandlungstemperaturen zwischen 300°C und 450°C. Die 
Wärmebehandlungszeiten liegen im Bereich von wenigen Minuten bis hin zu mehreren 
Stunden. Ein vollständiger Eigenspannungsabbau kann bei diesen Temperaturen und 
Zeiten nicht erreicht werden. 
In der Literatur werden häufig die Ansätze nach Avrami und Norton zur Beschreibung 
von  eigenspannungsreduzierenden  Vorgängen  aufgrund  thermischer  Beanspruchung 
verwendet  [Schu93]. Beide Ansätze wurden ursprünglich  zur  Erfassung  anderer Vor‐
gänge entwickelt.  
Der Ansatz nach Avrami wurde entwickelt, um Phasenumwandlungen in unterschiedli‐
chen Stoffen zu beschreiben [Avr39]. 
ߪாௌሺܶ, ݐሻ
ߪாௌ,௢ ൌ
ߪாௌሺܶ, ݐሻ
ߪாௌሺܶ ൌ 293ܭ, ݐ ൌ 0ݏሻ ൌ ݁ݔ݌ሼെሾܥ ∙ ݁ݔ݌ሺെ∆ܪ஺/݇ܶሻݐሿ
௠ሽ  4.134 
Dabei  ist  HA  die  Aktivierungsenthalpie, m  ein  Exponent,  C  eine  Geschwindigkeits‐
konstante und k die Boltzmannkonstante. 
Der Ansatz nach Norton wurde ursprünglich entwickelt, um das Kriechverhalten von 
Stählen bei hohen Temperaturen zu beschreiben [Nor29]. 
ߝሶ௣ ൌ ܣ൫ߪாௌ,௠൯௡ ∙ ݁ݔ݌ ൬െ∆ܪ஺݇ܶ ൰  4.135 
Dabei ist ߝሶ௣ die plastische Dehngeschwindigkeit, ߪாௌ,௠die mittlere Eigenspannung, ∆ܪ஺ 
die Aktivierungsenthalpie, n ein Exponent und A eine Geschwindigkeitskonstante. 
Kenntnisstand  61 
 
Die  Ermittlung  der  verschiedenen  Konstanten  beider  Ansätze  wird  in  [Schu93] 
beschrieben.  Auf  weitere  Ausführungen  wird  deshalb  an  dieser  Stelle  verzichtet. 
Ebenso  finden  sich  in  den  genannten  Quellen  Anhaltswerte  für  die  genannten 
verschiedenen  Konstanten.  Aus  [Kle15]  können  ebenfalls  die  Konstanten  für  den 
Ansatz  nach  Avrami  für  Federn  aus  patentiert  gezogenen  und  ölschlussvergüteten 
Drähten entnommen werden. 
Nach  [Rot87] handelt es sich beim thermischen Abbau von Eigenspannungen  im We‐
sentlichen um eine  Spannungsrelaxation, bei der elastische  in plastische Dehnungen 
umgesetzt  werden.  Die  dabei  auftretenden  Verformungen  liegen  im  Bereich  des 
Mikrokriechens.  Insofern  ist  die  Beschreibung  nach Gleichung  4.135  hinsichtlich  der 
vorhandenen Mechanismen besser geeignet, als Gleichung 4.134. 
4.4.2.3 Kugelstrahlen 
Das Kugelstrahlen ist ein wichtiger Bestandteil bei der Herstellung dynamisch belaste‐
ter Schraubendruckfedern und dient der Erhöhung der Schwingfestigkeit. Während des 
Kugelstrahlprozesses  werden  Stahlkugeln  mit  hoher  Geschwindigkeit,  angepasst  an 
den  jeweiligen Werkstoff,  auf  die  Federoberfläche  geschossen.  Beim  Auftreffen  der 
Stahlkugeln treten dann plastische Verformungsprozesse auf. Es entstehen  in oberflä‐
chennahen Bereichen schwingfestigkeitssteigernde Druckeigenspannungen. Weiterhin 
kommt  es  zu  einer  Erhöhung  der  gemittelten  Rautiefe  Rz  [Wic99]  und  der Oberflä‐
chenhärte. Die Zunahme von Rauheit und Oberflächenhärte ist dabei von den verwen‐
deten Strahlparametern und dem Verhältnis zwischen Strahlmittel‐ und Strahlguthärte 
abhängig. Bei hochfesten Werkstoffen fällt die Erhöhung der gemittelten Rautiefe und 
der Härte durch den Kugelstrahlprozess deutlich geringer aus als bei weichen Werk‐
stoffen. Teilweise wird bei hochfesten Werkstoffen (Rm  2000 MPa) davon ausgegan‐
gen, dass es zu keiner bzw. nur geringer Härtezunahme infolge des Kugelstrahlprozes‐
ses kommt [Schu06][Lu92][Woh81] [Kai81]. 
Um eine zusätzliche Erhöhung der dynamischen Festigkeit von Federn zu erzielen, wird 
neben dem konventionellen Kugelstrahlprozess bei Raumtemperatur in zunehmendem 
Maße Spannungsstrahlen und Warmstrahlen zur Veränderung des Randschichtzustan‐
des angewendet. 
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Beim Spannungsstrahlen wird das Strahlgut in der späteren Belastungsrichtung vorge‐
spannt. Anschließend erfolgt der eigentliche Strahlvorgang [Mue97]. Im vorgespannten 
Zustand ergibt sich so  in oberflächennahen Bereichen eine  isotrope Spannungsvertei‐
lung. Nach der Entlastung des Strahlgutes entsteht in den oberflächennahen Bereichen 
ein  gerichteter Eigenspannungszustand. Dessen Ausrichtung  ist  von der ursprünglich 
aufgebrachten Vorspannung  abhängig. Bei  Zugvorspannung  erhöht  sich nach  Entlas‐
tung des Strahlgutes die durch den Kugelstrahlprozess eingebrachte Druckeigenspan‐
nung. Bei Druckvorspannung  reduziert  sich die Druckeigenspannung nach Entlastung 
des  Strahlgutes.  Das  Spannungsstrahlen  hat  auf  die  gemittelte  Rautiefe  Rz  und  die 
Halbwertsbreiten  in Relation  zum  konventionellen  Strahlen  keine Auswirkungen. Die 
Druckeigenspannungen und auch die Tiefenlage des Nulldurchgangs von Druck‐ in Zu‐
geigenspannung nehmen in Richtung der Zugvorspannung allerdings zu [Schu02]. 
Beim Warmstrahlen wird das  Strahlgut auf erhöhte Temperaturen gebracht  [Schi95] 
und  anschließend  kugelgestrahlt. Dabei erhöht  sich  gegenüber dem  konventionellen 
Kugelstrahlen die gemittelte Oberflächenrauheit Rz und die Halbwertsbreite. Eine signi‐
fikante  Erhöhung  der Oberflächendruckeigenspannungen  erfolgt  nicht. Hingegen  er‐
höht  sich  die  Tiefe  des  Nulldurchgangs  von  Druck‐  in  Zugspannung  deutlich 
[Wic99/2][Wic99/3]. Das Warmstrahlen ruft unter den möglichen Kugelstrahlbehand‐
lungen  den  größten  Festigkeitszuwachs  hervor,  obwohl  sich  die  oberflächennahen 
Druckeigenspannungen nur unwesentlich von konventionell gestrahlten Proben unter‐
scheiden [Schu02]. Als Grund dafür wird in [Wic99/2] die größere Stabilität der strahl‐
bedingten Versetzungsstrukturen  im Vergleich zum konventionellen Kugelstrahlen bei 
Raumtemperatur genannt. 
4.4.2.4 Vorsetzen 
In der Literatur gibt es eine Vielzahl von Abhandlungen, die  sich mit der Vorhersage 
des Setzverlustes beim Vorsetzprozess beschäftigen [Otz57][Gra72]. Da  in diesem Ka‐
pitel nicht der Vorsetzprozess, sondern nur dessen Auswirkungen auf den Eigenspan‐
nungszustand der Feder betrachtet werden soll, wird an dieser Stelle auf eine ausführ‐
liche Beschreibung verzichtet. 
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Abbildung 4.30:  Erklärung der Eigenspannungsentstehung  in einem geraden Draht durch ein Torsions‐
moment M [Kai81] 
Wie auch beim Vorsetzen eines Drahtes  (vgl. Abbildung 4.30) wird während des Vor‐
setzens einer Schraubendruckfeder die materialabhängige Elastizitätsgrenze des Werk‐
stoffes in oberflächennahen Bereichen des zur Feder gewundenen Drahtes überschrit‐
ten  [Mei97]. Der Betrag der  lokal vorhandenen plastischen Verformung  ist dabei ab‐
hängig von der im Federkörper betrachteten Position. An der Windungsinnenseite tre‐
ten aufgrund der räumlich gekrümmten Geometrie der Schraubendruckfedern und der 
damit verbundenen Spannungsüberhöhung größere plastische Verformungen auf. Die 
Auswirkungen durch den Vorsetzprozess auf den Eigenspannungszustand sind demzu‐
folge an der Windungsinnenseite größer, als an der Windungsaußenseite oder Seiten‐
fläche. 
Das  Vorsetzen  kann  bei  Raumtemperatur  oder  erhöhten  Temperaturen  stattfinden 
[Lieb66]. Das Vorsetzen wird aus verschiedenen Gründen durchgeführt. Zum einen soll 
ein Setzen während des Betriebes durch Überschreiten der Elastizitätsgrenze und so‐
mit eine Beeinträchtigung der  Funktionsfähigkeit der  Feder  vermieden werden,  zum 
anderen sollen günstig gerichtete, festigkeitssteigernde Eigenspannungen in die Feder 
eingebracht werden [Wan64][Kre84]. 
Die nach dem Vorsetzen vorhandenen Eigenspannungen hängen von den bereits in der 
Feder vorhandenen Eigenspannungen ab. Während des Vorsetzens treten  in dem zur 
Feder  gewundenen Draht  hauptsächlich  Torsionsspannungen  auf. Die  größten  dabei 
auftretenden  Lastnormalspannungen  (Hauptnormalspannungen)  liegen  dementspre‐
chend in Richtung ±45° zur Drahtachse. 
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Bei nicht kugelgestrahlten Federn werden während des Vorsetzens sowohl in Richtung 
der Hauptzugspannung, als auch  in Richtung der Hauptdruckspannung die  jeweiligen 
Fließgrenzen des Werkstoffes überschritten. Nach dem Entlasten der Schraubendruck‐
feder  entstehen  so  in  Richtung  der während  der  Belastung  vorhandenen Hauptzug‐
spannung Druckeigenspannungen und in Richtung der während der Belastung vorhan‐
denen  Hauptdruckspannung  Zugeigenspannungen.  Bei  kugelgestrahlten  Schrauben‐
druckfedern wird  die  Fließgrenze während  des Vorsetzens  durch  additive Überlage‐
rung von Last‐ und Eigenspannung  lediglich  in Richtung der Hauptdruckspannung der 
Torsionsbeanspruchung überschritten. Der ursprünglich durch den Kugelstrahlprozess 
vorhandene  isotrope  Spannungszustand  in  der  Federoberfläche  verändert  sich.  Die 
Druckeigenspannungen  in Richtung der Hauptdruckspannung reduzieren sich. In Rich‐
tung der Hauptzugspannung erfolgt nahezu keine Beeinflussung des ursprünglich vor‐
handenen Eigenspannungszustandes. Teilweise wird in der Literatur eine leichte Erhö‐
hung der Druckeigenspannungen in dieser Richtung beschrieben. 
4.4.3 Relaxation	von	Eigenspannungen	durch	mechanische	Beanspruchung			
Ein wichtiger Punkt bei der Beurteilung  von Eigenspannungen  ist deren Relaxations‐
verhalten  während  der  schwingenden  Beanspruchung.  In  den  vergangenen  Jahren 
wurden  dazu  verschiedene  Untersuchungen  durchgeführt  [Mac84][Hol96][Schu02] 
[Rös02][Schi95]. 
Maßgeblichen Einfluss auf die Veränderung der Eigenspannungen  infolge schwingen‐
der Beanspruchung haben: 
‐ Härte/Zugfestigkeit des Werkstoffes 
‐ Art der Beanspruchung (Tangentialspannung, Normalspannung) 
‐ Spannungsverhältnis R (Spannungsamplitude, Mittelspannung) 
‐ Höhe der Eigenspannungen vor der Beanspruchung 
‐ Temperaturen während und nach dem eigenspannungsinduzierenden Prozess 
Nach [Mac84] nimmt mit steigender Zugfestigkeit die Differenz zwischen Wechselfes‐
tigkeit ܴௐ଴  und statischer Streckgrenze ܴ௘ௌ bzw. zyklischer Streckgrenze ܴ௘ௌ௭௬௞௟ zu (vgl. 
Abbildung 4.31). Darin wird auch der Grund gesehen, warum es bei Werkstoffen mit 
geringer Zugfestigkeit bereits durch Spannungsamplituden im Bereich der Wechselfes‐
tigkeit  unter  Verwendung  einer  geeigneten  Vergleichsspannungshypothese  und  Be‐
rücksichtigung von Eigen‐ und Lastspannungen zu einer Überschreitung der zyklischen 
Streckgrenze und  somit  zu einer deutlichen Eigenspannungsrelaxation nach wenigen 
Schwingspielen kommt. 
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Hingegen erfolgt die Relaxation der Eigenspannungen bei Werkstoffen mit hoher Zug‐
festigkeit aufgrund größerer Differenzen zwischen Wechselfestigkeit ܴௐ଴  und zyklischer 
Streckgrenze ܴ௘ௌ௭௬௞௟deutlich langsamer [Mac84]. 
Abbildung 4.31:  Werkstoffkenngrößen als Funkti‐
on der Härte [Mac84] 
Je größer der Betrag der Vergleichsspannung aus Eigen‐ und Lastspannung  ist, desto 
schneller erfolgte bei gleicher Zugfestigkeit des Werkstoffes die Relaxation der Eigen‐
spannungen [Hol96]. Bei schwingender Beanspruchung im Bereich dauerfest ertragba‐
rer  Spannungsamplituden  wurde  hingegen  keine  Relaxation  der  Eigenspannungen 
festgestellt [Rös02]. 
Bei  den Untersuchungen  von Rössler wurde weiterhin  festgestellt,  dass  die  größten 
Veränderungen  der  Eigenspannungen  in  Richtung  der  betragsmäßig  größten Haupt‐
normalspannung zu erwarten sind [Rös02]. Demzufolge liegen die Veränderungen der 
Eigenspannungen  bei  Umlaufbiegeprüfungen  in  Richtung  der  Drahtachse,  bei  Torsi‐
onswechselprüfungen unter 45° zur Drahtachse und bei Torsionsschwellversuchen in 
Richtung der kleinsten Hauptnormalspannung (+45° oder ‐45°). 
Deutlichen  Einfluss  auf  das  Relaxationsverhalten  der  Eigenspannungen während  der 
schwingenden  Beanspruchung  haben  thermisch  aktivierte  Vorgänge.  Diese  können 
während  oder  nach  der  eigenspannungsinduzierenden  Kugelstrahlbehandlung  erfol‐
gen. 
Durch  plastische  Verformungen  des Werkstoffes, wie  sie  auch während  des  Kugel‐
strahlprozesses  in oberflächennahen Bereichen auftreten, erhöht  sich die Anzahl der 
bewegungsfähigen  Versetzungen.  Allgemein wird  davon  ausgegangen,  dass  sich  die 
Spannungsfelder um eingelagerte Fremdatome, wie zum Beispiel Kohlenstoff, und um 
Versetzungen zum Teil kompensieren [Wer84]. 
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Um  einen  energetisch  günstigeren  Zustand  zu  erreichen,  diffundieren  dann  die 
Fremdatome in das Spannungsfeld der Versetzungen. Die Diffusionsgeschwindigkeit ist 
dabei temperaturabhängig. Mit steigender Temperatur nimmt die Diffusionsgeschwin‐
digkeit zu. 
Durch eine dem Kugelstrahlprozess nachgelagerte Warmauslagerung bei Temperatu‐
ren  zwischen  150°C  und  250°C  diffundieren  dementsprechend  die  gelösten  Kohlen‐
stoffatome mit erhöhter Geschwindigkeit  in Richtung der Versetzungen. Es kommt zu 
einer Anhäufung von Kohlenstoffatomen an den vorhandenen Versetzungen, den so‐
genannten  Cottrell‐Wolken. Diese  Cottrell‐Wolken  blockieren  die weitere  Bewegung 
der Versetzungen. In der Literatur wird dieser Vorgang auch als statische Reckalterung 
bezeichnet.  Eine  plastische  Verformung  infolge  mechanischer  Beanspruchung  kann 
erst  wieder  erfolgen,  wenn  es  zu  einem  „Losreißen“  der  Versetzungen  von  den 
Cottrell‐Wolken  kommt.  Dafür  ist  eine  erhöhte mechanische  Spannung  erforderlich 
[Rös02]. Die Streckgrenze der durch den Kugelstrahlprozess plastisch verformten und 
anschließend wärmebehandelten Bereiche nimmt somit zu. Dadurch erhöht sich eben‐
falls die Differenz  zwischen der Wechselfestigkeit und der  statischen bzw.  zyklischen 
Streckgrenze, wodurch  sich  die  Relaxation  der  vorhandenen Druckeigenspannungen 
infolge schwingender Beanspruchungen reduziert. 
Abbildung 4.32:  Schematische Darstellung der statischen Reckalterung (in Anlehnung an [Rös02]) 
Durch  die Warmauslagerung  nach  dem  Kugelstrahlen  kommt  es  trotz  der  geringen 
Temperaturen  zu  einem  unerwünschten  Abbau  der  Druckeigenspannungen  [Rei13], 
der sich ungünstig auf die dynamische Auslastbarkeit des Bauteils auswirken kann. 
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Bei höheren Temperaturen kann es ebenfalls, wie bei der statischen Reckalterung, zur 
beschriebenen Wechselwirkung  zwischen  Versetzungen  und  gelösten  Fremdatomen 
auch während der Verformung kommen  [Wer84].  In diesem Fall können die eingela‐
gerten  Fremdatome den Versetzungsbewegungen  folgen. Eine dynamische Reckalte‐
rung tritt auf, wenn die Diffusionsgeschwindigkeit der Fremdatome vc vergleichbar mit 
der Geschwindigkeit der Versetzungen v ist. Eine Änderung der Versetzungsgeschwin‐
digkeit  bedingt  aufgrund  der  temperaturabhängigen  Diffusionsgeschwindigkeit  der 
Fremdatome eine Veränderung der für dynamische Reckalterung erforderlichen Tem‐
peratur. Die dynamische Reckalterung  ist  in Spannungs‐Dehnungs‐Kurven durch ruck‐
weises Fließen gekennzeichnet  (Portevin‐Le Chatelier‐Effekt) und kann  in allen Legie‐
rungen auftreten, bei denen durch Wechselwirkung zwischen gelösten Fremdatomen 
und Versetzungen eine Behinderung der Versetzungsbewegung auftritt  [Wer84]. Der 
Effekt der dynamischen Reckalterung  tritt  auch beim Warmstrahlen  von  Schrauben‐
druckfedern auf, wodurch sich ähnlich wie bei der Warmauslagerung nach dem Kugel‐
strahlen die Relaxation der vorhandenen Druckeigenspannungen während schwingen‐
der Beanspruchungen reduziert. 
4.5 Mess‐	und	Prüfverfahren	
Im Rahmen dieser Arbeit wurden verschiedene Mess‐ und Prüfverfahren angewendet. 
Diese  dienten  der  Ermittlung  statischer  und  dynamischer Materialkennwerte  sowie 
vorhandener Eigenspannungen. Es  sollen deshalb nachfolgend die Grundlagen dieser 
Mess‐ und Prüfverfahren vorgestellt werden. 
4.5.1 Zugprüfung	an	Drähten	
Die Zugprüfung an metallischen Werkstoffen ist nach [DIN6892/1] genormt. Beim Zug‐
versuch an Drähten wird eine Drahtprobe mit dem Drahtdurchmesser d und vorgege‐
bener Drahtlänge durch eine steigende Zugkraft F bis zum Bruch belastet. Dabei wer‐
den die vorhandene Zugkraft und die zugehörige Verlängerung der Drahtprobe L er‐
mittelt. Während des Zugversuches erfahren alle Probenabschnitte zwischen den Ein‐
spannstellen die gleiche Zugbeanspruchung z. 
ߪ௭ ൌ ܨܣ௢  mit: 
ܣ௢ ൌ ߨ4 ݀
ଶ  4.136
Die auf diese Weise berechnete Spannung z  ist aufgrund der Nichtberücksichtigung 
der Querkontraktion  infolge der Verlängerung des Drahtes kleiner als die  tatsächlich 
im Draht vorhandene Spannung. 
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Es handelt sich dabei um die sog. „nominelle“ Spannung  („Ingenieur‐Spannung). Eine 
Berücksichtigung der Querkontraktion erfolgt durch folgende Gleichung: 
ߪ௭ ൌ ܨܣ௢ ሺߝ ൅ 1ሻ  mit:  ߝ ൌ
Δܮ
ܮ   4.137 
Die auf diese Weise berechnete Spannung z entspricht der tatsächlich  im Draht vor‐
handenen Spannung. Sie wird deshalb „wahre“ Spannung genannt. 
Die  Zugprüfung  ermöglicht  die  Ermittlung  statischer Materialkennwerte  des Drahtes 
wie  Bruchdehnung  A,  Gleichmaßdehnung  Ag,  Elastizitätsmodul  E,  Dehngrenze  Rp0,2, 
Zugfestigkeit Rm und Brucheinschnürung Z. Die Bruchdehnung A ermöglicht aufgrund 
der Einschnürung des Drahtes nach Erreichen der Gleichmaßdehnung keine Aussagen 
über die vorhandene Duktilität des Drahtes, da eine „Integration“ der Dehnung über 
die gesamte Drahtlänge erfolgt.  
4.5.2 Torsionsprüfung	an	Drähten	
Bei  der  Torsionsprüfung  von  Drähten  wird  eine  Drahtprobe  vorgegebener  Länge  l 
durch ein Torsionsmoment Mt um einen Winkel  verdreht. Die Probenabschnitte, die 
zwischen  den  Einspannstellen  liegen,  erfahren  dabei  entsprechend  ihres  Abstandes 
von der Drahtachse eine mit steigendem Abstand zunehmende Torsionsspannung t.  
߬௧∗ ൌ ܯ௧௧ܹ  mit:  ௧ܹ ൌ
ߨ ∙ ݀ଷ
16   4.138 
Die Schiebung  als Pendant zur Dehnung  der Zugprüfung wird nach folgender Glei‐
chung berechnet.  
ߛ ൌ ܽݎܿݐܽ݊ ൬߮ ∙ ݀2 ∙ ݈ ൰   
  4.139 
Der hier dargestellte Zusammenhang zwischen Torsionsmoment Mt und Widerstands‐
moment gegen Torsion Wt gilt nur für rein elastische Verformungen. Da während der 
Torsionsprüfung bis Bruch elastisch‐plastische Verformungsvorgänge erfolgen, ist eine 
Bestimmung  der  maximal  vorhandenen  Torsionsspannung  mit  Hilfe  der  genannten 
Gleichungen nicht zulässig. Trotzdem werden aufgrund der einfachen Handhabbarkeit 
die auf diese Weise bestimmten Materialkennwerte  für den Vergleich verschiedener 
Drähte herangezogen. Die so berechneten Werte werden mit einem * gekennzeichnet 
[Gei07] und heißen „fiktive“ Torsionsspannungen. 
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Die  „wahren“  Torsionsspannungen  während  des  Torsionsversuches  im  elastisch‐
plastischen Verformungsbereich  liegen deutlich niedriger, als die auf Grundlage  linea‐
rer  Zusammenhänge  berechneten  fiktiven  Torsionsspannungen  [Rei13]. Grund  dafür 
ist die bei Torsion vorhandene inhomogene Spannungsverteilung und die damit auftre‐
tende plastische Stützwirkung im elastisch‐plastischen Verformungsbereich. 
Die Torsionsprüfung ermöglicht die Ermittlung statischer Materialkennwerte wie Ver‐
windezahl  nV,  Bruchschiebung  B,  Torsionsfestigkeit t max* ,  Torsionsfließgrenze  tF, 
Gleitmodul  G  und  fiktive  Torsionsspannungswerte  bei  unterschiedlichen  plastischen 
Schiebungen  (t*0,04, t*0,4). Der Vorteil von Torsionsversuchen besteht  im Gegensatz 
zum Zugversuch in einer besseren Abschätzbarkeit der Duktilität des Drahtes über die 
Verwindezahl nv, da während des Versuches keine Einschnüreffekte auftreten. Weiter‐
hin können mit Hilfe der Torsionsprüfung direkt auslegungsrelevante  statische Torsi‐
onskennwerte  für  die  auf  Torsion  beanspruchten  Schraubendruckfedern  ermittelt 
werden. 
4.5.3 Härtemessungen	
Nach DIN EN  ISO 14577‐1 [DIN14577/1] wird Härte als Widerstand eines Werkstoffes 
gegenüber dem Eindringen durch einen anderen härteren Werkstoff definiert. Die Här‐
te als Materialkennwert kann mit Hilfe von verschiedenen Verfahren ermittelt werden. 
‐ Härteprüfung nach Brinell  [DIN6506/1] 
‐ Härteprüfung nach Knoop [DIN4545/1] 
‐ Härteprüfung nach Rockwell [DIN6508/1] 
‐ Härteprüfung nach Vickers [DIN6507/1][DIN4516] 
Bei den genannten Verfahren für Härtemessungen werden spitze oder sphärische Ein‐
dringkörpergeometrien  verwendet. Dabei  unterscheiden  sich  zusätzlich  die während 
der Prüfung vorhandenen Prüfkräfte und Haltezeiten. Der bleibende Eindruck des Ein‐
dringkörpers wird anschließend vermessen und in einen Härtewert umgerechnet. Eine 
Weiterentwicklung der  genannten Verfahren  ist die  instrumentierte  Eindringprüfung 
[DIN14577/1], bei der die auf den Eindringkörper während der Be‐ und Entlastung wir‐
kende Prüfkraft kontinuierlich  in Abhängigkeit von der Prüfzeit und der Eindringtiefe 
ermittelt wird.  Es  können  so  neben  der Martenshärte  HM  (Universalhärte) weitere 
Materialkenngrößen wie beispielsweise Eindringhärte HIT, Eindringmodul EIT, Eindring‐
kriechen CIT und die plastischen und  elastischen Anteile der  Eindringarbeit ermittelt 
werden. 
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Härtemessungen stellen aufgrund der räumlichen Eingrenzung die einzige Möglichkeit 
dar,  lokal  im Werkstoff vorhandene Festigkeitswerte  zu ermitteln. Allerdings werden 
die  gemessenen  Härtewerte  durch  Last‐  und  Eigenspannungen  deutlich  beeinflusst 
[Gib04]. Druck(eigen)spannungen führen nach Gibmeier zu einem Anstieg der gemes‐
senen Härte um  teilweise  25%. Hingegen  reduzierten  Zug(eigen)spannungen die  ge‐
messenen Härtewerte um  teilweise 20%. Unter Berücksichtigung dieser Erkenntnisse 
gestaltet sich die Ermittlung absoluter Härtewerte als schwierig. Werden beispielswei‐
se an einer gewundenen Feder Härtemessungen über den Drahtquerschnitt durchge‐
führt, können die  im Draht vorhandenen Biegeeigenspannungen zu einer scheinbaren 
Erhöhung  der  Härte  im  Bereich  vorhandener  Druckeigenspannungen  und  zu  einer 
scheinbaren Erniedrigung der Härte im Bereich vorhandener Zugeigenspannungen füh‐
ren. Eine Kaltverfestigung durch den Federwindeprozess kann somit ohne Berücksich‐
tigung der Eigenspannungen nicht nachgewiesen werden. 
4.5.4 Rauheitsmessungen	
Die Oberflächenrauheit  hat  deutlichen  Einfluss  auf  die  Auslastbarkeit  von  Bauteilen 
(vgl. Abschnitt 4.3.4.4). Große Rauheiten erhöhen die Kerbwirkung an der Bauteilober‐
fläche,  wodurch  sich  die  zulässigen  Spannungen  reduzieren.  Verfahren  zur  Bestim‐
mung der Oberflächentopographie sind in [DIN25178/6] zusammengefasst. Darin wird 
eine  Unterteilung  in  berührend  messende  Verfahren  und  berührungslos  messende 
Verfahren vorgenommen. 
Das  industriell am weitesten verbreitete Verfahren zur Bestimmung der Oberflächen‐
rauheit  ist das Tastschnittverfahren nach [DIN4287]. Dabei handelt es sich um ein be‐
rührendes Verfahren, mit dessen Hilfe ein Linienprofil der Oberfläche ermittelt wird. 
Die  für die Betriebsfestigkeit wichtigste Größe zur Beschreibung der Oberflächenrau‐
heit ist die mittlere Rautiefe Rz. Die mittlere Rautiefe Rz ist das arithmetische Mittel der 
Rautiefe Rt von 5 Einzelmessstrecken. Die Einzelmessstrecke ist dabei abhängig von der 
zu messenden mittleren  Rautiefe  und  liegt  bei  0,5 µm < Rz < 10 µm  bei  0,8 mm. Die 
mittlere Rautiefe Rz wird in der Betriebsfestigkeit in empirisch ermittelten Gleichungen 
verwendet, um Oberflächeneinflüsse auf zulässige Spannungen zu bewerten  (vgl. Ab‐
schnitt 4.3.4.4). Gerade bei gekrümmten Oberflächen (wie beispielsweise bei Federn) 
muss bei der Ermittlung der Rautiefe die Welligkeit im Sinne von langwelligen Profilan‐
teilen durch in [DIN16610/1] vorgegebene Algorithmen eliminiert werden. 
   
Kenntnisstand  71 
 
4.5.5 Eigenspannungsmessungen	
Die  Bestimmung  von  Eigenspannungen  ist  durch  zerstörende  und  zerstörungsfreie 
Messmethoden möglich.  Folgende  physikalische Messgrößen  können  für  die  Ermitt‐
lung von Eigenspannungen erfasst werden [Roh89]: 
‐ Makroskopische Oberflächendehnung (Ausbohr‐ und Abdrehverfahren, Bohr‐
lochverfahren, Ringkernverfahren, Zerlegeverfahren) 
‐ Ultraschallgeschwindigkeit 
‐ Magnetische Eigenschaften (magnetisches Barkhausen‐Rauschen, akustisches 
Barkhausen‐Rauschen, Überlagerungspermeabilität, Magnetostriktion) 
‐ Änderung des mittleren Netzebenenabstandes (Röntgen‐ und Neutronendif‐
fraktometrie). 
Bei den zerstörenden Methoden werden Verformungen, die infolge der Einstellung des 
spannungsmechanischen Gleichgewichtes entstehen, gemessen und  in Eigenspannun‐
gen umgerechnet. Bei den zerstörungsfreien Methoden werden physikalische Größen, 
wie zum Beispiel die Induktionsflussdichte B in Verbindung mit der Koerzitivfeldstärke 
Hc  oder  der Netzebenenabstand  dhkl  ermittelt. Diese  physikalischen Größen werden 
direkt durch vorhandene Eigenspannungen beeinflusst.  In der Federnindustrie  ist am 
weitesten die Eigenspannungsermittlung durch Beugung von Röntgenstrahlen verbrei‐
tet. Aus diesem Grund soll an dieser Stelle Grundlegendes zur Röntgendiffraktometrie 
dargelegt werden. 
Die Bestimmung der inneren Spannungen eines kristallinen oder teilkristallinen Werk‐
stoffes mittels Röntgenstrahlung beruht auf einer Änderung des Netzebenenabstandes 
in  einem  elastisch  verspannten Werkstoff  gegenüber  dem  unverspannten Werkstoff 
[Spi05]. 
Für die Untersuchungen wird eine charakteristische monochromatische Röntgenstrah‐
lung erzeugt. Diese wird auf die zu analysierende Probe gelenkt und nach Wechselwir‐
kung  mit  der  Probe  durch  einen  Detektor  aufgefangen  und  ausgewertet 
(Abbildung 4.33). 
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Abbildung 4.33: Geometrische Verhält‐
nisse bei der Beugung 
an einer ebenen Probe 
Die  diffraktometrische  Spannungsanalyse  polykristalliner Werkstoffe  beruht  auf  der 
Ermittlung  der  Netzebenenabstände  dhkl  gemäß  der  Braggschen  Gleichung  (Glei‐
chung 4.140)  durch  Beugung  der  Röntgenstrahlung  an  den  Netzebenenscharen  der 
Kristalle. 
݊ߣ ൌ 2 ∙ ݀ሺ݄݈݇ሻ ∙ ݏ݅݊Θሺhklሻ  4.140 
Die Netzebenenabstände werden über den Winkel des Beugungsmaximums ermittelt. 
Dieses Maximum verschiebt  sich bei eigenspannungsbehafteten Proben bezogen auf 
die  eigenspannungsfreie  Probe.  Je  größer  die  vorhandene  Verschiebung  ist,  desto 
größer sind die vorhandenen Eigenspannungen. 
4.5.6 Umlaufbiegeprüfung	an	Drähten	
Bei Umlaufbiegeprüfungen handelt es sich um eine einfache am Drahtausgangsmateri‐
al der Feder durchführbare dynamische Prüfung. Dabei wird der Draht  in definierten 
Drahtbereichen mit einer konstanten Biegespannung beaufschlagt. Durch Rotation des 
Drahtes um seine Längsachse entsteht im Draht eine umlaufende Biegespannung. Um‐
laufbiegeprüfungen werden bereits  im Sinne von Wareneingangs und  ‐ausgangstests 
durch einige Draht‐ und Federhersteller durchgeführt und  liefern die Sicherheit einer 
bestimmten dynamischen Belastbarkeit des Drahtausgangsmaterials auf Umlaufwech‐
selbiegung. Die hohe erreichbare Rotationsgeschwindigkeit des Probekörpers (bis 5000 
U/min)  und  die  damit  verbundene  hohe  Prüffrequenz  (ca.  80 Hz)  ermöglichen  eine 
zeitsparende und somit kostengünstige Überprüfung der Qualität des Drahtes [Bar93]. 
Es  bestehen  verschiedene  Möglichkeiten,  die  erforderliche  Biegespannung  in  den 
Draht einzubringen. Die erste Methode basiert auf dem Prinzip der Vierpunktbiegung. 
Der Draht wird dabei an vier Stellen gelagert, durch die vier betragsmäßig gleich große 
Kräfte in den Draht eingeleitet werden (Abbildung 4.34 a).  
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Auf diese Weise entsteht zwischen den beiden  inneren Krafteinleitungsstellen ein Be‐
reich konstanter Biegespannung, durch den die Prüflänge definiert wird. Diese liegt bei 
üblichen Anordnungen zwischen 200 und 300 mm. Die benötigte Probenlänge hinge‐
gen ist deutlich größer. 
a)  b)
Abbildung 4.34:  Möglichkeiten  zur Einbringung der Biegespannung a) Vierpunktbiegung b) querkraft‐
freie Biegung 
Eine weitere Methode basiert auf dem Prinzip der querkraftfreien Biegung. Dabei wird 
an  den  Drahtenden  ein  Biegemoment  eingeleitet, wodurch  über  die  gesamte  freie 
Drahtlänge eine  konstante Biegespannung erzeugt wird. Der Vorteil dieser Methode 
liegt  in  der  deutlich  größeren  prüfbaren  Probenlänge  als  bei Umlaufbiegeprüfungen 
nach der vorher beschriebenen Methode. Die Prüflänge (Probenlänge) kann abhängig 
von  dem  zu  prüfenden Drahtdurchmesser  >  1000 mm  sein, wodurch  deutlich mehr 
Drahtvolumen  mit  einer  Prüfung  untersucht  werden  kann  (Richtwert:  Prüflän‐
ge = 125xd). 
4.5.7 Dauerschwingversuche	an	Schraubendruckfedern	
Dauerschwingversuche werden  im Rahmen des Musterprozesses und auch  serienbe‐
gleitend  durchgeführt.  Aufgabe  dieser  Versuche  ist  es,  eine  bestimmte  dynamische 
Auslastbarkeit  der  jeweiligen  Feder  sicherzustellen. Dafür werden  die  zu  prüfenden 
Federn wiederholt maschinell auf die Längen L1 und L2 zusammengedrückt (vgl. Abbil‐
dung 4.4). Durch die dafür erforderlichen Kräfte F1 und F2 (Belastungen) entstehen  in 
dem zur Feder gewundenen Draht Spannungen (Beanspruchungen) (vgl. Abbildung 4.5 
und  Tabelle 4.1).  Da  es  sich  dabei  um  einen  reversiblen  Vorgang  handelt, wird  der 
Draht in der Feder auf diese Weise dynamisch geprüft. Abhängig von den eingestellten 
Längen  und  den  daraus  resultierenden  Spannungen  kann  eine  Feder  eine  bestimmt 
Anzahl an Schwingspielen N ertragen. Diese  ist abhängig vom verwendeten Material, 
der  Federgeometrie  und  der  verwendeten  Fertigungstechnologie.  Durch  Dauer‐
schwingversuche werden Bauteilkennwerte abgeprüft, die  sich bei Änderung  von nur 
einem der drei genannten Einflüsse gravierend ändern können.   
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Bedingt durch die teure Maschinentechnik, lange Prüfzyklen und auch das teure tech‐
nisch ausgebildete Personal zur Überwachung und Bestückung der Maschinen entste‐
hen durch Dauerschwingversuche hohe Kosten für die Federnhersteller. Hinzu kommt, 
dass  Dauerschwingversuche  aufgrund  der  geringen  realisierbaren  Prüffrequenz  vor 
allem bei hohen Schwingspielzahlen im Gigacycle‐Bereich sehr viel Prüfzeit benötigen. 
4.6 Auswertung	dynamischer	Versuche	
Aufgrund erheblicher Streuung der Versuchsergebnisse bei dynamischen Versuchen ist 
eine statistische Auswertung dieser Versuchsergebnisse erforderlich. Allgemein wird in 
Verfahren zur Auswertung von Ergebnissen im Zeitfestigkeits‐ und Dauerfestigkeitsbe‐
reich unterschieden. 
4.6.1 Methoden	für	den	Zeitfestigkeitsbereich	
Methoden für die Auswertung von Schwingversuchen im Zeitfestigkeitsbereich sind: 
‐ Regression im Wahrscheinlichkeitsnetz 
‐ Regression im Wöhler‐Diagramm 
‐ Basquin‐Gleichung 
‐ Interaktives Verfahren 
‐ ArcsinP‐Verfahren 
Für die Auswertung der im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten dynamischen Versu‐
che an Drähten und Schraubendruckfedern wurde das arcsinP Verfahren verwendet 
[Den75]. Nach Kaiser [Kai81] handelt es sich dabei um ein rechentechnisch überschau‐
bares und verständliches Verfahren, das eine gewisse Extrapolationsfähigkeit auf ver‐
suchstechnisch schlecht abgedeckte Gebiete erlaubt. 
4.6.2 Methoden	für	den	Dauerfestigkeitsbereich	
Methoden für die Auswertung von Schwingversuchen im Übergangsbereich zur Dauer‐
festigkeit sind: 
‐ Treppenstufenverfahren 
‐ PROBIT‐Verfahren 
‐ Abgrenzungsverfahren 
‐ Prot‐Verfahren 
‐ Locati‐Verfahren 
‐ ArcsinP‐Verfahren 
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Um  eine  gewisse  Konsistenz  bei  der  Auswertung  der  versuchstechnisch  ermittelten 
Daten zu gewährleisten und aufgrund der genannten Vorteile, wird auch zur Auswer‐
tung von Ergebnissen im Übergangsbereich zur Dauerfestigkeit das arcsinP Verfahren 
angewendet. 
4.7 Zusammenfassung	Kenntnisstand	
Die  Lebensdauer  einer  Schraubendruckfeder  kann  auf  Basis  von  statischen  Festig‐
keitswerten des Ausgangsmaterials nicht mit genügend hoher Genauigkeit vorherbe‐
stimmt werden. Ebenso verhält es sich mit für eine vorgegebene Schwingspielzahl zu‐
lässigen Spannungen (Spannungshub, Mittelspannung). Gründe dafür sind: 
‐ Veränderung der statischen Materialkennwerte durch den Federherstellungs‐
prozess 
‐ Fehler im Material in Form von nichtmetallischen Einschlüssen, die durch stati‐
sche Versuche nicht spezifiziert werden können 
‐ Unterschiede im Gefüge bei gleichen statischen Materialkennwerten 
‐ Veränderung der Oberflächentopographie des Drahtes in der Feder infolge des 
Kugelstrahlprozesses 
‐ Eigenspannungen aus dem Federherstellungsprozess (Winden, Wärmebehand‐
lung, Kugelstrahlen, Vorsetzen, Warmauslagerung) 
‐ Abnahme der vor der Belastung vorhandenen Eigenspannungen durch dynami‐
sche Relaxationsvorgänge 
‐ Größeneinflüsse, die bei der Federauslegung gegenwärtig nur ungenügend ge‐
nau erfasst werden können 
Untersuchungen, wie  sich die  statischen Materialkennwerte durch den Federherstel‐
lungsprozess  und  im  speziellen  durch  die  Wärmebehandlung  verändern,  existieren 
[Gei07][Gei11][Sch06][Lux11],  finden aber gegenwärtig beim Federauslegungsprozess 
keine Berücksichtigung. Nichtmetallische Einschlüsse werden überwiegend durch dy‐
namische  Versuche  in  Form  von  Umlaufbiegeprüfungen  detektiert.  Durch  [Geo00] 
wurden Möglichkeiten vorgeschlagen, auf Grundlage bruchmechanischer Beziehungen 
Einschlüsse  und  deren  Verteilung  im  Drahtausgangsmaterial  zu  beschreiben.  Eine 
Übertragung dieser Ergebnisse von der Beanspruchung der umlaufenden Biegung auf 
die schwellende Torsion des Drahtes in einer Schraubendruckfeder ist bisher nicht mit 
genügender Genauigkeit möglich. Untersuchungen, wie  sich  ein  verändertes Gefüge 
unter Voraussetzung gleicher statischer Materialkennwerte auf die Beanspruchbarkeit 
des Materials auswirkt, gibt es nicht. 
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Es sind diesbezüglich  lediglich qualitative Aussagen  in der Literatur zu finden, die von 
einer  mit  feinerem  Gefüge  zunehmenden  Schwingfestigkeit  berichten  [Hem60/1] 
[Rös02]. Veränderungen der Oberflächenrauheit bzw. der gemittelten Rautiefe Rz auf 
die zulässigen Spannungen können durch empirisch ermittelte Gleichungen beschrie‐
ben und bei der Federauslegung berücksichtigt werden [Hän03]. Inwiefern eine kugel‐
gestrahlte  raue Oberfläche  im Sinne einer Oberflächenrauheit  in diesem Zusammen‐
hang zu berücksichtigen ist, wurde bisher nicht untersucht. Eigenspannungen aus dem 
Federherstellungsprozess können experimentell ermittelt oder durch analytische und 
numerische Berechnungsverfahren bestimmt werden. Quantitative Aussagen über die 
betragsmäßige Beeinflussung der zulässigen Beanspruchungen durch die vorhandenen 
Eigenspannungen existieren nicht. Es wird lediglich von einer Erhöhung der zulässigen 
Beanspruchungen  durch  vorhandene Druckeigenspannungen  und  einer  Erniedrigung 
der  zulässigen  Beanspruchungen  durch  vorhandene  Zugeigenspannungen  ausgegan‐
gen [Hai02]. Eine Berücksichtigung von Eigenspannungen auf der Seite der vorhande‐
nen Beanspruchungen  ist gegenwärtig nicht möglich. Auch Ansätze  zur Berücksichti‐
gung  der  Größeneinflüsse  wurden  in  verschiedenen  Arbeiten  untersucht 
[Mag81][Böh82][Spi94].  Eine  Anpassung  und  Aufbereitung  speziell  für  Schrauben‐
druckfedern, bei denen eine  inhomogene Beanspruchung des Drahtes vorliegt, wurde 
bisher nicht durchgeführt. Lediglich der von Kaiser [Kai81] empirisch gefundene k´ Fak‐
tor  ermöglicht  eine Abschätzung  zulässiger Beanspruchungen bei  Schraubendruckfe‐
dern mit unterschiedlichem Wickelverhältnis. Ob dynamische Materialkennwerte aus 
Umlaufbiegeprüfungen für die Auslegung dynamisch belasteter Schraubendruckfedern 
genutzt werden können, ist nicht bekannt. 
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5 Methodik	
Umlaufbiegeprüfungen am Draht und Dauerschwingversuche an Federn unterscheiden 
sich durch die Art der Hauptbeanspruchung, durch das vorhandene Spannungsverhält‐
nis R und durch die Größe der hochbelasteten oberflächennahen Bereiche (vgl. Abbil‐
dung 5.1). 
Besonderheiten 
Umlaufbiegeprüfung 
Besonderheiten 
Dauerschwingversuche 
 
Hauptbeanspruchung:
Biegung 
 
Torsion
 
Spannungsverhältnis R (Mittelspannung)
R=‐1 (rein wechselnde Biegung) 
 
R>0 (schwellende Torsion)
 
geprüfte(s) Oberfläche / Volumen
oberflächennaher Bereich  Windungsinnenseite
 
Abbildung 5.1:  Besonderheiten bei Umlaufbiegeprüfungen und Dauerschwingversuchen 
Bei Umlaufbiegeprüfungen tritt eine Biegebeanspruchung auf. Dabei nehmen die vor‐
handenen  Spannungen,  ausgehend  von der Drahtmitte  in Richtung Drahtoberfläche, 
linear zu. Bei Dauerschwingversuchen an Federn tritt hingegen hauptsächlich eine Tor‐
sionsbeanspruchung auf, die aufgrund der räumlich gekrümmten Geometrie der Feder 
von der Drahtmitte  in Richtung Drahtoberfläche einen nichtlinearen Verlauf aufweist. 
Die größten Torsionsspannungen  treten dabei an der Windungsinnenseite der Feder 
auf. Hinzu kommen Unterschiede in der Beanspruchungsart. 
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Bei Umlaufbiegeprüfungen tritt rein wechselnde Biegung auf. Die Mittelspannung m 
ist  dabei  gleich  Null  (R=‐1).  Bei  Dauerschwingversuchen  von  Schraubendruckfedern 
tritt  hingegen  eine  schwellende  Torsionsbeanspruchung  auf.  Die  vorhandene  Mit‐
telspannung  km  ist  dabei  größer  als  die  vorhandene  Spannungsamplitude  ka  (R>0). 
Weitere  Einflüsse  auf  die  durch  dynamische  Versuche  ermittelbaren Material‐  bzw. 
Bauteilkennwerte ergeben sich durch volumen‐ und flächenmäßig unterschiedlich gro‐
ße hochbelastete Materialbereiche  von Draht und  Feder. Bei Umlaufbiegeprüfungen 
erfolgt  eine  Prüfung  des  gesamten  oberflächennahen  Bereiches.  Hingegen  ist  der 
Draht in der gewundenen Feder nur im Bereich der Windungsinnenseite hochbelastet. 
Dadurch ergeben sich statistische Größeneinflüsse (vgl. Abschnitt 4.3.4.5), die ebenfalls 
bei einer Übertragung zu berücksichtigen sind. 
Ausgehend von den genannten Besonderheiten bei Umlaufbiegeprüfungen an Drähten 
und Dauerschwingversuchen  an  Schraubendruckfedern  ist  eine  direkte Übertragung 
der Biegewechselfestigkeit bW auf eine zulässige Spannungsamplitude kA des schwel‐
lend  beanspruchten Drahtes  in  der  Feder  nicht möglich.  Es  ist  deshalb  erforderlich, 
zunächst  das  Verhältnis  zwischen  der  Biegewechselfestigkeit  bW  und  der  Torsions‐
wechselfestigkeit  W  präparierter  Drähte  zu  beschreiben  (Übertragung 1).  Erst  an‐
schließend kann eine Übertragung der Werte der Torsionswechselfestigkeit des Drah‐
tes W  in den Bereich der Torsionsschwellbeanspruchung unter Berücksichtigung der 
Mittelspannungsempfindlichkeit M  erfolgen  (Übertragung 2).  Um  eine  Übertragung 
der Materialkennwerte des Drahtes auf Bauteilkennwerte der Schraubendruckfeder zu 
ermöglichen, müssen  statistische Größeneinflüsse  berücksichtigt werden. Diese  sind 
von der Geometrie des umlaufbiegegeprüften Drahtes und der Geometrie der betrach‐
teten Schraubendruckfeder (d, w, nf) abhängig (Übertragung 3). 
Abbildung 5.2:  Darstellung der Übertragungsmethode 
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Um für die Methodenentwicklung eine entsprechende Datenbasis zu generieren, wur‐
den statische und dynamische Versuche an präparierten Drähten und Federn durchge‐
führt. Statische Versuche waren in diesem Zusammenhang Zug‐ und Torsionsversuche 
sowie Härtemessungen. Sie dienten der Ermittlung statischer Materialkennwerte. 
Ergänzt wurden  diese  Versuche  durch  Rauheitsmessungen  der  präparierten  Drähte 
und  Federn.  Im  Sinne  von  dynamischen  Versuchen wurden  Umlaufbiegeprüfungen, 
Torsionswechselprüfungen  und  Torsionsschwellprüfungen  an  präparierten  Drähten 
sowie Dauerschwingversuche an Schraubendruckfedern durchgeführt. Die im Rahmen 
dieser  Arbeit  durchgeführten  dynamischen  Versuche  erfolgten  an  kugelgestrahlten 
und  nicht  kugelgestrahlten  Drahtproben  und  Schraubendruckfedern.  Die  Versuche 
wurden spätestens bei 5x107 Schwingspielen abgebrochen. Für die Methodenentwick‐
lung wurden  jedoch nur Festigkeitswerte bis 107 Schwingspiele herangezogen, da die 
dynamischen Torsionsversuche an Drähten aufgrund der geringen Prüffrequenz nur bis 
107  Schwingspielen  durchgeführt wurden. Um Veränderungen  der  Eigenspannungen 
infolge der dynamischen Beanspruchung der Drähte und  Federn  zu erfassen und  im 
weiteren  Verlauf  der  Bearbeitung  berücksichtigen  zu  können,  wurden  Eigenspan‐
nungsmessungen vor und nach der dynamischen Prüfung durchgeführt. Bei allen dy‐
namischen Prüfungen wurde pro Lasthorizont eine statistisch auswertbare Probenzahl 
>8  verwendet.  Die  statistische  Bestimmung  der  schwingspielzahlabhängigen  Werk‐
stoff‐ und Bauteilfestigkeitswerte erfolgt mit Hilfe des ArcsinP Verfahrens. Die durch 
die  verschiedenen  dynamischen  Prüfungen  erzeugten  Brüche wurden weiterhin  zur 
Bestimmung der Bruchursache einer Bruchanalyse unterzogen. Auf diese Weise konnte 
eingeschätzt werden, ob bestimmte  Schadensmechanismen  gehäuft bei bestimmten 
Beanspruchungen bzw. bei bestimmten Schwingspielzahlen auftraten. 
Für die Methodenentwicklung wurden die dynamischen Materialkennwerte  aus Um‐
laufbiegeprüfungen,  Torsionswechselprüfungen  und  Torsionsschwellprüfungen  an 
Drähten und dynamische Bauteilkennwerte aus Dauerschwingversuchen an aus diesen 
Drähten gefertigten Schraubendruckfedern herangezogen. 
Abschnitt 8.1 enthält Betrachtungen zum statistischen Größeneinfluss (Übertragung 3). 
Diese Betrachtungen stehen zwar in der angestrebten Übertragungsmethode nicht an 
erster Stelle (vgl. Abbildung 5.2), sie sind jedoch für die Bearbeitung der weiteren Ab‐
schnitte erforderlich und werden deshalb vorangestellt. Abschnitt 8.2 enthält Betrach‐
tungen zur Übertragbarkeit von Biegewechselfestigkeitswerten bW aus Umlaufbiege‐
prüfungen auf Torsionswechselfestigkeitswerte W aus Torsionswechselversuchen am 
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Draht  (Übertragung  1).  In dem darauf  folgenden Abschnitt  8.3 werden neben  allge‐
meinen Möglichkeiten zur Abschätzung der Mittelspannungsempfindlichkeit für Torsi‐
onsspannungen  auch  alternative Methoden  abgeleitet und durch  experimentelle  Er‐
gebnisse  gestützt  (Übertragung 2).  Es  erfolgt  eine  Übertragung  der  Torsionswech‐
selfestigkeitswerte des Drahtes in den Torsionsschwellbereich. 
Durch die  in Abschnitt 8.1 bis 8.3 enthaltenen Beziehungen können Biegewechselfes‐
tigkeitswerte bW des Drahtes auf zulässige Spannungsamplituden kA der Schrauben‐
druckfeder bei gegebener Mittelspannung km übertragen werden.  Inwiefern die ver‐
schiedenen Ansätze zur Übertragung der dynamischen Materialkennwerte des Drahtes 
auf Bauteilkennwerte der  Feder  geeignet  sind, wird  in Abschnitt  8.4  betrachtet und 
hinsichtlich der Ergebnisqualität diskutiert. 
Für eine Validierung der vorgeschlagenen Methoden  (Methodenanwendung) werden 
dynamische  Festigkeitswerte  aus  Umlaufbiegeprüfungen  an  kugelgestrahlten  paten‐
tiert gezogenen Drähten sowie dynamische Festigkeitswerte aus Dauerschwingversu‐
chen  an  aus  diesen  Drähten  hergestellten  Schraubendruckfedern  herangezogen 
(vgl. Abschnitt 8.5). Auf Ergebnisse aus dynamischen Torsionsversuchen kann an dieser 
Stelle verzichtet werden, da diese lediglich für die Methodenentwicklung und nicht für 
die Methodenanwendung erforderlich sind. 
In Abschnitt 8.6 werden Betrachtungen zur Übertragung bruchmechanischer Kennwer‐
te  aus  Umlaufbiegeprüfungen  auf  Dauerschwingversuche  an  Schraubendruckfedern 
angestellt. Dabei werden Brüche aufgrund von nichtmetallischen Einschlüssen betrach‐
tet. Wie  auch  bei  der  Übertragung  der  Spannungskennwerte wird  in  einem  ersten 
Schritt eine Übertragung der bruchmechanischen Kennwerte von umlaufender Biege‐
beanspruchung auf wechselnde Torsion durchgeführt. Anschließend erfolgt die Über‐
tragung  in den Torsionsschwellbereich. Die  so ermittelten bruchmechanischen Kenn‐
werte definieren den Zusammenhang zwischen der Einschlussgröße und der lokal über 
dem  Einschluss  vorhandenen  Spannung  (Mittelspannung,  Spannungsamplitude).  Bei 
Kenntnis von bruchmechanischen Grenzwerten, wie beispielsweise der Schwingbreite 
zur  Ermüdungsrissausbreitung  Kth,  können  so  lokal  über  dem  Einschluss  zulässige 
Spannungsamplituden  in Abhängigkeit von der Einschlussgröße ermittelt werden. An‐
schließend erfolgt eine Übertragung auf die an der Windungsinnenseite der Feder zu‐
lässige Spannungsamplitude kA. 
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6 Versuchsplanung	
6.1 Untersuchte	Werkstoffe	
Die  Probedrähte  und  –federn wurden  aus  ölschlussvergütetem Ventilfederdraht  der 
Güte VD nach [DIN10270/2] hergestellt. Es handelte sich hierbei um einen geschälten 
und oberflächenrissgeprüften Draht mit der in Tabelle 6.1 dargestellten Zusammenset‐
zung. 
Tabelle 6.1:  Chemische Zusammensetzung des ölschlussvergüteten Federdrahtes 
C in %  Si in %  Mn in % Pmax in % Smax in %  Cr in %
0,50‐0,60  1,20‐1,60  0,50‐0,80  0,020  0,020  0,50‐0,80 
Weiterführende Versuche wurden an patentiert gezogenen Drähten und daraus gefer‐
tigten Federn durchgeführt. Die detaillierte chemische Zusammensetzung dieser Dräh‐
te kann [Lux13] entnommen werden. 
6.2 Untersuchte	Drähte	und	daraus	gefertigte	Federn	
Die  Versuchsdrähte  für  Umlaufbiegeprüfungen  und  Torsionswechsel‐  und  –
schwellversuche wurden aus Drahtabschnitten erstellt. Es handelte  sich um geraden 
Draht der Länge 370 mm des Durchmessers d=3,7 mm. Die freie Probenlänge (Prüflän‐
ge)  betrug  bei  den  dynamischen  Torsionsprüfungen  und  Umlaufbiegeprüfungen  je‐
weils 300 mm. 
Für  die  Versuchsfedern wurde  das  gleiche  Ausgangsmaterial  derselben Drahtcharge 
wie  für die Versuchsdrähte verwendet. Bei den Versuchsfedern handelte es  sich um 
zylindrische Schraubendruckfedern mit konstantem Windungsabstand und angeschlif‐
fenen Endwindungen. Die geometriebeschreibenden Größen der verwendeten Federn, 
deren jeweilige Wärmebehandlung (WB) und die zugeordneten Bezeichnungen sind in 
Tabelle 6.2 zusammengefasst. 
Tabelle 6.2:  Parameter der untersuchten Schraubendruckfedern 
  d in 
mm 
Dm in 
mm 
ng  nf  Lo in  
mm 
Lc in  
mm 
WB 
G1_350 
3,7 
22,5 
6,5  4,8 
50,5  22,5  350°C/60‘ G1_420  420°C/30‘ 
G2_350  13,7  32,5  22,5  350°C/60‘ G2_420  420°C/30‘ 
Die dynamischen Versuche wurden sowohl an kugelgestrahlten, als auch an nicht ku‐
gelgestrahlten Drähten und Federn durchgeführt. 
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Die Federn wurden nach dem Winden mit 350°C/60´ oder 420°C/30´ wärmebehandelt. 
Auf gleiche Weise erfolgte die Wärmebehandlung der Versuchsdrähte. Nach dem Ku‐
gelstrahlprozess wurde eine zusätzliche Warmauslagerung bei 230°C/30´ durchgeführt. 
Dadurch  sollte die Relaxation der Druckeigenspannungen während der dynamischen 
Beanspruchung der Drähte und Federn  reduziert werden  (vgl. Abschnitt 4.4.3). Hinzu 
kommen eine Verbesserung der Materialfestigkeit und ein Abbau der durch den Kugel‐
strahlprozess vorhandenen Spannungsspitzen. Die Federn wurden anschließend bis auf 
Blocklänge kalt vorgesetzt. Ein Vorsetzen der Drähte erfolgte nicht. 
Da vorhandene Eigenspannungen und Oberflächenrauheiten maßgeblich die Auslast‐
barkeit der Drähte und Federn beeinflussen (vgl. Abschnitt 4.3.2), wurden Strahlversu‐
che an Drähten durchgeführt, um sowohl das Eigenspannungstiefenprofil als auch die 
Oberflächenrauheit der Probedrähten mit denen der Versuchsfedern abzugleichen. Da 
der Kugelstrahlprozess im Rahmen des Federherstellungsprozesses nur in begrenztem 
Maße beeinflussbar war, erfolgte ein Abgleich der am Draht vorhandenen Kennwerte 
mit denen der Feder. 
Dafür wurde  eine  Variation  von  Strahlgeschwindigkeit,  Strahlzeit  und Mengenstrom 
des  Strahlmittels  bei  der  Kugelstrahlbehandlung  der Drähte  durchgeführt. Während 
der  Strahlbehandlung wurde  der  Draht  in  Rotation  versetzt  und  dabei  gleichmäßig 
durch eine translatorische Bewegung durch die Strahlkammer gezogen. Durch Variati‐
on  des  Strahldruckes,  des Mengenstroms  des  Strahlmittels und  der  translatorischen 
Bewegung des Drahtes wurden  gezielt  Strahlgeschwindigkeit und Überdeckungsgrad 
variiert. Sowohl die Drähte, als auch die Federn wurden mit  identischem Strahlmittel 
gestrahlt. Hierbei handelte es sich um Strahlmittel der Spezifikation SK‐G3 0,6 HV700 
(Ø 0,6 mm; Härte 700 HV). 
Die  Versuche  zum  Abgleich  des  Eigenspannungstiefenverlaufes  erfolgten  an  mit 
420°C/30 min wärmebehandelten Draht‐ und Federproben. Grund dafür war die durch 
die hohe Wärmebehandlungstemperatur größere Relaxation der Eigenspannungen aus 
dem Federwindeprozess, wodurch Auswirkungen der  in der Feder verbleibenden Bie‐
geeigenspannungen  auf  das  Strahlergebnis  (Rautiefe,  Eigenspannungstiefenverlauf) 
minimiert wurden.  Ermittelt wurden die Eigenspannungen  an den mit unterschiedli‐
chem Strahldruck kugelgestrahlten Drähten und nicht gesetzten kugelgestrahlten Fe‐
dern. Die Messungen erfolgten in Richtung der Drahtachse in den Tiefen 5 µm, 50 µm, 
100 µm und 250 µm. 
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Abbildung 6.1:  Eigenspannungstiefenver‐
lauf der Draht‐ und Feder‐
proben nach dem Eigen‐
spannungsabgleich  
In Abbildung 6.1  sind die  Eigenspannungstiefenverläufe der Draht‐ und  Federproben 
nach  dem  Eigenspannungsabgleich  durch  gezielte Wahl  der  Strahlparameter  für  die 
Strahlbehandlung des Drahtes dargestellt. Die beste Übereinstimmung  zwischen den 
Eigenspannungstiefenverläufen der Draht‐ und Federproben wurden bei einem Strahl‐
druck von 1,6 bar erreicht. Eine direkte Nachbildung des Eigenspannungszustandes der 
Feder nach dem Winden, der anschließenden Wärmebehandlung und dem Kugelstrah‐
len ist am Draht aufgrund des Fehlens des Federherstellungsschrittes Winden und den 
damit verbundenen Biegeeigenspannungen nicht möglich. Das am Draht erzeugte Ei‐
genspannungstiefenprofil  zeigt  bezüglich  des  an  der  bruchgefährdeten Windungsin‐
nenseite der Feder vorhandenen Eigenspannungstiefenprofils  im Bereich des Druckei‐
genspannungsmaximums und auch im Bereich des Durchgangs von Druck‐ in Zugspan‐
nungen leichte Abweichungen. Die Auswirkungen dieser Abweichungen auf das Ergeb‐
nis der dynamischen Versuche am Draht wurden als gering eingeschätzt, da in diesem 
Bereich keine Bruchausgänge liegen. 
Die  Rauheitsmessungen  an  den  präparierten Draht‐  und  Federproben wurden  nach 
[DIN4287] durchgeführt  (vgl. Abschnitt 4.5.3). Die gemittelte Rautiefe des Ausgangs‐
drahtes betrug Rz=3,5 µm. Durch den Kugelstrahlprozess erhöhte  sich die  gemittelte 
Rautiefe in Abhängigkeit von den verwendeten Strahlparametern teilweise deutlich. In 
Tabelle 6.3 sind die Rautiefen Rz der wärmebehandelten und kugelgestrahlten Draht‐ 
und Federproben nach Abgleich der Oberflächenrauheit zusammengefasst. 
Tabelle 6.3:  Rautiefe der kugelgestrahlten Oberfläche von Draht‐ und Federproben (WIS) 
  WB 350°C/60‘  WB 420°C/30‘ 
  Draht  Feder  Draht  Feder 
Rautiefe Rz in µm  4,96  5,1  5,3  5,6 
Die Unterschiede zwischen den gemittelten Rautiefen Rz der für dynamische Versuche 
präparierten Draht‐ und Federproben sind gering. Eine Zunahme der Werte  für Rz  in‐
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folge umlaufender Biegebeanspruchung oder wechselnder und schwellender Torsions‐
beanspruchung durch In‐ und Extrusionen (siehe Abschnitt 4.1) wurden im Rahmen der 
Untersuchungen nicht festgestellt. 
6.3 Statische	Versuche	an	Drähten	
Wie  bereits  Abschnitt  4.3.4.2  beschrieben,  existiert  ein  prinzipieller  Zusammenhang 
zwischen den  statischen Materialkennwerten eines Werkstoffes und dessen dynami‐
schen Materialkennwerten.  Aus  diesem Grund wurden  im  Sinne  der  Vollständigkeit 
dieser Arbeit Zug‐ und Torsionsversuche  für verschiedene Wärmebehandlungsregime 
durchgeführt. 
In Tabelle 6.4 ist eine Zusammenfassung der im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten 
statischen Versuche an unterschiedlich wärmebehandelten Drahtproben enthalten. 
Tabelle 6.4:  Statische Versuche an Drähten 
Versuch  WB‐Temperatur °C  WB‐Zeit in min  ermittelte Kennwerte 
Zugversuch (ZV) 
Torsionsversuch 
(TV) 
20  ‐  Kennwerte aus ZV: 
Rm; Rp0,2; A; Ag 350  30; 60 
390  30 
420  15; 30  Kennwerte aus TV: 
t,max*; t,max; t 0,4*; 
t 0,4; n 
450  30 
480  30 
Ergänzt wurden diese Versuche durch Härtemessungen. 
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6.4 Dynamische	Versuche	an	Drähten	und	Federn	
Tabelle 6.5 enthält eine Zusammenfassung der  im Rahmen dieser Arbeit durchgeführ‐
ten dynamischen Versuche  an Draht‐ und  Federproben. Auf  eine weitere Auflistung 
der dynamisch vorbelasteten Drähte zur Untersuchung des Relaxationsverhaltens der 
Eigenspannungen wurde an dieser Stelle verzichtet. 
Tabelle 6.5:  Dynamische Versuche an Draht‐ und Federproben 
Versuch  Probe  WB  m; km  
in MPa 
gestrahlt
ja/nein 
Spannungsamplitude a; ka in MPa  
(Probenzahl) 
UBP*  Draht  350°C/60‘  0  nein  884 (8); 838 (8); 784 (8); 687 (7) 
ja  1045 (10); 991 (10); 947 (10); 877 (10); 
840 (10) 
420°C/30‘  0  nein  824 (8); 784 (8); 723 (8) 
ja  1045 (10); 932 (7); 911 (14); 880 (9) 
TWP*  Draht  350°C/60‘  0  nein  600 (8); 480 (8); 400 (8) 
ja  700 (8); 650 (8); 580 (8) 
420°C/30‘  0  nein  600 (8); 480 (8); 410 (8) 
ja  650 (8); 580 (8) 
TSP*  Draht  350°C/60‘  500  ja  550 (9); 500 (8); 450 (8) 
420°C/30‘  500  ja  550 (8); 500 (8); 450 (8) 
DSP*  G1_350  350°C/60‘  660  nein  525 (10); 370 (10); 315 (10) 
Ja  609 (10); 554 (10); 509 (10); 476 (20) 
940  nein  410 (10); 370 (10); 331 (10); 298 (10) 
ja  472 (10); 426 (10); 393 (10) 
G1_420  420°C/30‘  660  nein  516 (10); 361 (10); 306 (10) 
ja  594 (10); 526 (10); 470 (20) 
940  nein  383 (10); 344 (10); 300 (10); 272 (10) 
ja  462 (10); 409 (10); 376 (10) 
G2_350  350°C/60‘  720  ja  633 (10); 587 (10); 528 (10) 
G2_420  420°C/30‘  720  ja  650 (10); 591 (10); 550 (10); 509 (10) 
*  UBP: Umlaufbiegeprüfung; TWP: Torsionswechselprüfung; TSP: Torsionsschwellprüfung; DSP: Dauer‐
schwingprüfung 
In  Tabelle 6.5  sind die maximal während der  jeweiligen Prüfung  vorhandenen  Span‐
nungen angegeben. Bei den Probedrähten entsprechen diese der Nennspannung. Bei 
den untersuchten Federn entsprechen diese der mit dem Spannungsbeiwert kB korri‐
gierten Nennspannung  (Spannung an der Windungsinnenseite der Feder). Die Versu‐
che wurden  jeweils mit  der  höchsten Beanspruchung  begonnen. Weitere Beanspru‐
chungshorizonte wurden anschließend auf Grundlage bereits durchgeführter Versuche 
abgeschätzt. Auf diese Weise wurde eine Datenbasis generiert, mit deren Hilfe für ver‐
schiedene Schwingspielzahlen zwischen 105 und 107 Festigkeitswerte der unterschied‐
lich präparierten Drähte und Federn abgeschätzt werden konnten. 
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6.5 Verwendete	Versuchstechnik	
An  den  Versuchsdrähten  und  ‐federn  wurden  statische  und  dynamische  Versuche 
durchgeführt. Für die statischen Zug‐ und Torsionsversuche stand  folgende Versuchs‐
technik zur Verfügung (Abbildung 6.2). 
 
Abbildung 6.2:  Universalprüfmaschine Typ 
Tira 
Die Zugversuche an nicht wärmebehandelten 
und wärmebehandelten Drähten wurden mit 
einer Universalprüfmaschine Typ TIRA durch‐
geführt  (Abbildung 6.2, Maximalkraft 50 kN). 
Die  grundlegenden  Bestandteile  eines  Zug‐
versuchsstandes sind allgemein bekannt und 
werden deshalb an dieser Stelle nicht detail‐
liert  erläutert.  Für  die  Aufnahme  exakter 
Spannungs‐Dehnungs‐Kennlinien  können 
zusätzlich  Feindehnungsaufnehmer  verwen‐
det  werden.  Die  Bestimmung  der  während 
des Zugversuches vorhandenen Zugkraft wird 
mit einem Präzisionskraftaufnehmer  (50  kN) 
der  Genauigkeitsklasse  0,02  (mögliche  Ab‐
weichung 0,02% von 50 kN) ermittelt. 
 
 
Abbildung 6.3:  Torsionsprüfmaschine Typ 
Tira 
Für die Torsionsversuche an nicht wärmebe‐
handelten  und  wärmebehandelten  Drähten 
wurde die  in Abbildung 6.3 dargestellte und 
von  der  Firma  TIRA  nach  Vorschlägen  der 
Forschungsgruppe Draht und Federn der TU 
Ilmenau  aufgebauten  Torsionsprüfstand 
verwendet.  Der  mit  Spannzangen  einge‐
spannte  Draht  wird  durch  einen  Gleich‐
strommotor  (oben)  definiert  tordiert.  Am 
feststehenden  Drahtende  (unten)  befindet 
sich  ein  Torsionsmomentenaufnehmer,  der 
das  anliegende  Torsionsmoment  während 
des  Versuches  erfasst.  Das  Ergebnis  sind 
Momenten‐Verdrehwinkel‐Kennlinien  des 
Drahtes. 
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Die  im  Zusammenhang mit  dieser  Arbeit  durchgeführten  dynamischen  Versuche  an 
Drähten wurden an durch die Forschungsgruppe Draht und Federn entwickelter Prüf‐
technik durchgeführt (vgl. Abbildung 6.4). 
 
a)  b) 
Abbildung 6.4:  Prüfstände für dynamische Versuche am Draht a) Umlaufbiegeprüfstand TUI b) dyna‐
mischer Torsionsprüfstand TUI 
Die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Umlaufbiegeprüfungen wurden mit Hilfe 
der  in  Abbildung 6.4  a  dargestellten  Umlaufbiegeprüfmaschine  durchgeführt.  Diese 
Maschine ermöglicht die gleichzeitige Prüfung von maximal 4 Drähten mit Längen zwi‐
schen  300 mm und  1250 mm und Durchmessern  zwischen  1,0 mm und  8,0 mm. Die 
gewünschte Biegespannung der Drähte wird über die Position der antriebslosen Losla‐
gerseite eingestellt. Sie ist dabei, im Gegensatz zu Prüfmaschinen, die nach dem Prinzip 
der  4‐Punkt‐Biegung  arbeiten,  über  die  gesamte  freie  Drahtlänge  konstant.  Die 
Prüffrequenz  kann  stufenlos  eingestellt  werden  und  beträgt  maximal  83  Hz 
(5000 U/min). 
Die dynamischen Torsionsversuche wurden mit Hilfe des in Abbildung 6.4 b dargestell‐
ten  Prüfstandes  für  dynamische  Torsionsbelastungen  durchgeführt.  Damit  können 
gleichzeitig  zwei  Drähte mit maximal  8 mm  Drahtdurchmesser  geprüft werden.  Die 
freie Prüflänge der Drähte kann zwischen 300 und 500 mm variiert werden. Die reali‐
sierbare Prüffrequenz ist abhängig von der zur Erzeugung der Prüfspannung erforderli‐
chen Drehwinkelamplitude und  liegt zwischen 9 Hz und 20 Hz. Während der Prüfung 
können die Drähte mit Hilfe von Pneumatikzylindern, die an der translatorisch beweg‐
lichen Einspannstelle angreifen, unter konstanter Zugvorspannung gehalten werden.  
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Das  an den Drähten  anliegende Torsionsmoment wird mit Hilfe  von 500 Nm Reakti‐
onsmomentenaufnehmern kontinuierlich ermittelt. Der in Abbildung 6.4 b dargestellte 
Prüfstand wurde im Rahmen dieser Arbeit entwickelt. 
Für die Dauerschwingversuche  an den  Schraubendruckfedern wurde eine Resonanz‐
schwinge der Firma  IABG verwendet. Diese Prüfmaschine ermöglicht die gleichzeitige 
Prüfung mehrerer geometrisch gleicher Schraubendruckfedern, wobei die gleichzeitig 
prüfbare Anzahl durch die maximale Mittellast  je Prüfplatz (10 kN) und die maximale 
Oberlast je Prüfplatz (20 kN) begrenzt ist. Da diese Maschine nach dem Resonanzprin‐
zip arbeitet,  ist die vorhandene Prüffrequenz von der Steifigkeit der zu prüfenden Fe‐
dern abhängig. Die maximal mögliche Prüffrequenz liegt bei ca. 25 Hz. Der Schwinghub 
wird weggeregelt, wobei die maximale Auflösung 0,02 mm beträgt. Maximal können 
Hübe bis 80 mm realisiert werden. 
 
Eigene Untersuchungen  89 
 
7 Eigene	Untersuchungen	
7.1 Versuchsdurchführung	
Da die Durchführung von statischen Zug‐ und Torsionsversuchen hinreichend bekannt 
ist,  werden  nachfolgend  ausschließlich  die  Vorgehensweisen  bei  den  dynamischen 
Versuchen an präparierten Drähten und Schraubendruckfedern beschrieben. 
Bei der  in dieser Arbeit  verwendeten Versuchstechnik  für Umlaufbiegeprüfungen an 
Drähten  (vgl.  Abbildung 6.4  a)  ergibt  sich  die  im  Draht  vorhandene  Biegespannung 
durch Position und Lage der antriebslosen Lagerstelle  (Loslager). Diese wurde  für die 
jeweilige  Prüfspannung  auf  Grundlage  einfacher  geometrischer  Beziehungen  in  Ab‐
hängigkeit von Drahtlänge und Drahtdurchmesser bestimmt. Zusätzlich wurde vor Ver‐
suchsbeginn  an  drei  Positionen  des  Drahtes  (Anfang, Mitte,  Ende)  die  vorhandene 
Durchbiegung  gemessen.  Die  gemessene  Durchbiegung wurde  zur  Bestimmung  der 
vorhandenen  Biegespannung  des  jeweils  eingespannten  Drahtes  verwendet,  sodass 
vorhandene Abweichungen in der eingestellten Biegespannung (± 20 MPa) bei der spä‐
teren Auswertung berücksichtigt werden und keine weiteren Fehlerquellen darstellen. 
Für die statistische Auswertung der Ergebnisse dieser Prüfungen wurden die mittleren 
vorhandenen Biegespannungen aller Drähte des  jeweiligen Lasthorizontes als maßge‐
bender Spannungswert verwendet. Die freie Prüflänge der Drähte betrug 300 mm. Die 
Prüfung wurde mit  einer Antriebsdrehzahl  von  5000 U/min durchgeführt, was  einer 
Prüffrequenz von ca. 83 Hz entsprach. 
Bei den dynamischen Torsionsversuchen wurde der präparierte Draht zunächst an bei‐
den Enden  in  Spannzangen befestigt. Die  freie Drahtlänge betrug, wie  auch bei den 
Umlaufbiegeprüfungen,  300 mm.  Um  Verschleiß  an  den  Einspannstellen  und  somit 
Einspannungsbrüche zu vermeiden, wurden zusätzlich zwischen Draht und Spannzange 
Kupferbuchsen gesetzt. Die Versuche erfolgten Winkelgesteuert. Die während der Prü‐
fung der Drähte anliegenden Torsionsmomente wurden mit Hilfe von 500 Nm Reakti‐
onsmomentenaufnehmern  fortlaufend  erfasst.  Die  vorhandene  Torsionsspannung 
konnte  so  ermittelt  und  gegebenenfalls  bei  Abweichungen  zur  Sollspannung  durch 
Anpassung der Drehwinkel korrigiert werden. Die Prüffrequenz  lag bei ca. 10 Hz. Um 
ein Ausknicken der Drähte während der Prüfung zu verhindern, wurden diese mit Hilfe 
von vorhandenen Pneumatikzylindern unter konstanter Zugvorspannung  in Höhe von 
1% der Bruchspannung gehalten. 
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Zur Vorbereitung der Dauerschwingversuche an den unterschiedlichen Federgeomet‐
rien und deren Herstellungsvarianten wurden zunächst an jeweils 10 Federn die Kraft‐
Weg‐Kennlinien ermittelt. Aus den Kraft‐Weg‐Kennlinien konnten die  längenabhängi‐
gen Spannungen der Federn berechnet werden. Der  für die  jeweilige Beanspruchung 
erforderliche Hub sowie die erforderliche Mittellänge der zu prüfenden Federn wurden 
aus dem arithmetischen Mittel der Spannungswerte von  jeweils 10 Federn bestimmt. 
In Abhängigkeit von der Rate der Federn erfolgte die Prüfung gleichzeitig mit 10 bzw. 
20  Federn. Die  Federn wurden dazu  gleichmäßig  auf beide Prüfplätze der Maschine 
verteilt. Vor Beginn der Prüfung wurde die  jeweilige zu prüfende Mittellänge der Fe‐
dern  eingestellt.  Eine Überprüfung  erfolgte mit  Endmaßen. Anschließend wurde  die 
Prüfmaschine  in  Betrieb  genommen.  Die  Einfederung  erfolgte  parallel.  Die  Prüffre‐
quenzen  lagen  in Abhängigkeit von der Gesamtsteifigkeit der Federn  zwischen 17 Hz 
und 25 Hz. Da Aufbau und Funktionsweise dieser Maschinen allgemein bekannt sind, 
wird an dieser Stelle auf weitere Ausführungen dazu verzichtet. 
Die  bei  den  dynamischen  Versuchen  verwendeten  Prüffrequenzen  lagen  zwischen 
10 Hz  (TWP) und 80 Hz  (UBP). Die Versuche erfolgten bei Raumtemperatur ohne Ein‐
fluss  von  korrosiven  Umgebungsmedien.  Eine  signifikante  Erwärmung während  der 
verschiedenen  dynamischen  Prüfungen wurde  nicht  festgestellt.  Schwingbrüche  der 
Probedrähte  im  Bereich  der  Einspannstelle  bzw.  bei  Versuchsfedern  im  Bereich  der 
End‐  und Übergangswindung wurden  nicht  in  die  nachfolgenden  Betrachtungen mit 
einbezogen. 
7.2 Statische	Versuche	
Die  Ergebnisse  der  statischen  Zug‐  und  Torsionsversuche  an  verschieden wärmebe‐
handelten Drähten wurden in den folgenden Abschnitten zusammengefasst. Weiterhin 
wird auf die Härte des in dieser Arbeit untersuchten Materials eingegangen. 
7.2.1 Statische	Materialkennwerte	aus	Zugversuchen	
Die  Zugversuche wurden mit der unter Abschnitt 6.5  vorgestellten Universalprüfma‐
schine  durchgeführt.  Die  dargestellten  Ergebnisse  entsprechen  dem  arithmetischen 
Mittel aus zwei Einzelmessungen. 
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a)  b) 
Abbildung 7.1:  Ergebnisse aus Zugversuchen an Drähten a) Rm; Rp0,2 b) A; Am  
Die Zugfestigkeit Rm der Drähte fällt gegenüber 350°C Wärmebehandlungstemperatur 
mit  steigenden  Temperaturen  kontinuierlich  ab. Die Wärmebehandlungszeit hat,  für 
die durchgeführten Variationen, einen untergeordneten Einfluss (siehe 420°C/15 min). 
Die Zugfestigkeit des Ausgangsdrahtes  liegt mit Rm=1984 MPa  leicht über dem durch 
[DIN10270/2] vorgegebenen Bereich. Die Streckgrenze Rp0,2 zeigt ein mit der Zugfestig‐
keit  Rm  vergleichbares  temperatur‐  und  zeitabhängiges  Verhalten.  Die  Dehnung  bei 
Maximalkraft Am und die Gesamtdehnung bis Bruch A werden nur geringfügig durch 
die Wärmebehandlungstemperatur und –zeit beeinflusst. 
7.2.2 Statische	Materialkennwerte	aus	Torsionsversuchen	
Aufgrund der bei Torsionsbeanspruchung inhomogenen Spannungsverteilung über den 
Drahtquerschnitt wird in Abbildung 7.2 zwischen ideellen, mit Stern gekennzeichneten, 
und wahren Spannungen unterschieden. Die ideellen oder auch fiktiven Torsionsspan‐
nungen ergeben sich jeweils aus Gleichung 4.138. Die wahren bzw. real  im Draht vor‐
handenen Torsionsspannungen wurden direkt durch Nachbildung der  im Torsionsver‐
such ermittelten Drehmoment‐Drehwinkel‐Kennlinie bestimmt. Dafür wurde als Mate‐
rialgesetz die Ramberg‐Osgood‐Beziehung verwendet. 
ߛ ൌ ߛ௘௟ ൅ ߛ௣௟ ൌ ߬ܩ ൅ ቀ
߬
݇´ቁ
భ
೙´  7.1
Der  G‐Modul,  der  Verfestigungsexponent  n´  und  der  Verfestigungskoeffizient  k´  als 
beschreibende Größen wurden  durch  eine  Solver  Berechnung  des  Programms  Excel 
ermittelt. Der Drahtquerschnitt wurde dafür  in  flächenmäßig gleich große Kreisringe 
(20 Stück) unterteilt, denen anschließend verdrehwinkelabhängig jeweils eine mittlere 
Schiebung zugeordnet wurde. Unter Verwendung von Gleichung 7.1 wurden den mitt‐
leren  Schiebungen  Schubspannungen  der  jeweiligen  Kreisringe  zugeordnet.  Aus  der 
vorhandenen Schubspannung, der Kreisringfläche und dem mittleren Durchmesser der 
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Kreisringe  (Hebelarm) wurden  jeweils Teilmomente ermittelt. Durch Aufsummierung 
dieser Teilmomente ergab sich das drehwinkelabhängige Gesamtmoment. Das so be‐
stimmte Gesamtmoment  ist dabei  abhängig  von den  genannten Variablen der Ram‐
berg‐Osgood‐Beziehung  und  wich  vom  experimentell  ermittelten  Torsionsmoment 
zunächst  ab. Durch  eine Optimierung der Variablen der Ramberg‐Osgood‐Beziehung 
mittels des in Excel integrierten Solvers mit dem Ziel der Minimierung der Summe der 
quadratischen  Abweichungen  zwischen  gemessenen  und  berechneten  Torsionsmo‐
menten  für  verschiedene  Drehwinkel  wurde  die  wahre  Spannungs‐Schiebungs‐
Kennlinie ermittelt. 
Beim  rein elastischen Tordieren des Drahtes  sind die  ideellen und die wahren Span‐
nungen identisch. Sobald plastische Verformungsvorgänge im tordierten Draht, begin‐
nend  von der Drahtoberfläche, auftreten,  sind  teilweise deutliche Unterschiede  zwi‐
schen  den  ideellen  und  den  wahren  Torsionsspannungen  vorhanden  (vgl.  Abbil‐
dung 7.2 a und b). Erklärt werden kann dies durch das Auftreten plastischer Stützwir‐
kung  infolge plastischer Verformung bei  inhomogener Spannungsverteilung bei Torsi‐
on.  Die  in  Abbildung 7.2  dargestellten  Ergebnisse  entsprechen  dem  arithmetischen 
Mittel aus zwei Einzelmessungen. 
a)  b) 
c) 
Abbildung 7.2:  Ergebnisse aus Torsionsversuchen
an Drähten  
  a) Torsionsfestigkeit t,max*; t,max 
b) Torsionsfließgrenze t 0,4*;t 0,4 
c) Verwindezahl nv bei 100xd 
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Die Torsionsfestigkeiten ߬௧	௠௔௫∗  und ߬௧	௠௔௫ bleiben nach einer Wärmebehandlung bei 
350°C nahezu unverändert zum Ausgangsmaterial. Mit weiter zunehmenden Tempera‐
turen erfolgt ein deutlicher Abfall dieser Festigkeitswerte.  Im Gegensatz dazu nimmt 
die technische Torsionsfließgrenze ߬௧	଴,ସ∗  und ߬௧	଴,ସ bei 350°C leicht zu und fällt bei wei‐
terer Temperaturerhöhung bis 480°C auf 1079 MPa bzw. 855 MPa ab. Die Verwinde‐
zahl nv bei einer Länge von 100xd reagiert, im Gegensatz zu der Dehnung A und Am aus 
dem  Zugversuch, deutlicher  auf die Wärmebehandlung. Nach einer Reduzierung der 
Verwindezahl  nv  auf  6,33  bei  350°C/30´  erfolgt  ab  einer  Temperatur  von  420°C  ein 
sprunghafter Anstieg auf ca. 20. Die Wärmebehandlungszeit spielt dabei für die durch‐
geführten Variationen eine untergeordnete Rolle. Der Betrag der Verwindezahl nv des 
Ausgangsdrahtes  liegt bei 300 mm freier Probenlänge (Vorgabe durch [DIN7800]) teil‐
weise  deutlich  über  dem  in  [DIN10270/2]  für  diesen Drahtdurchmesser  geforderten 
Wert von nv=4. 
Im Folgenden soll geklärt werden, inwiefern es einen Zusammenhang zwischen den in 
Zugversuchen und Torsionsversuchen ermittelten statischen Festigkeitswerten gibt. 
Für die Ermittlung der Torsionsfestigkeit tmax wurde dazu eine der Dehnung bei Maxi‐
malkraft m  (Zugversuch) äquivalente Schiebung  m  (Torsionsversuche)  in der  jeweili‐
gen  Ramberg‐Osgood‐Beziehung  der  unterschiedlich wärmebehandelten Drähte  ver‐
wendet. 
Es gilt: 
ߝ௠ ൌ 1√3ߛ௠  7.2 
Die  jeweiligen  den  Schiebungen  im  Torsionsversuch  zugeordneten 
Torsionsspannungen wurden direkt aus dem plastischen Anteil der Ramberg‐Osgood‐
Beziehung der unterschiedlich wärmebehandelten Drähte bestimmt. 
Abbildung 7.3:  Vergleich von Festigkeitswer‐
ten aus dem Zugversuch und 
berechneter Festigkeitswerte 
aus der wahren Spannungs‐
Schiebungs‐Kennlinie des 
Torsionsversuches für ver‐
schiedene Wärmebehandlun‐
gen
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Die Übertragung dieser Torsionskennwerte  in Normalspannungen erfolgte durch Mul‐
tiplikation mit 3 in Anlehnung an die GEH. Abbildung 7.3 zeigt eine sehr gute Überein‐
stimmung  zwischen  den  im  Zugversuch  ermittelten  und  den  aus  der wahren  Span‐
nungs‐Schiebungs‐Kennlinie  berechneten  Festigkeitswerten  für  Rp0,2  und  Rm.  Für 
ölschlussvergütete Drähte konnte somit gezeigt werden, dass eine Ermittlung der  für 
die Federauslegung erforderlichen Festigkeitswerte für Torsion auf Basis von Zugversu‐
chen möglich ist. Eine Anwenung dieser Herangehensweise auf Drähte mit ausgepräg‐
ten  Eigenspannungen  oder  anisotropen  Materialverhalten  erscheint  in  diesem  Zu‐
sammenhang als unwahrscheinlich. Eine Möglichkeit, um auch aus wenigen Kennwer‐
ten des Zugversuches  (Rm, Rp0,2, E) eine Spannungs‐Dehnungs‐Kennlinie auf Basis der 
Ramberg‐Osgood‐Beziehung  zu  ermitteln  und  diese  in  eine  wahre  Spannungs‐
Schiebungs‐Kennlinie zu überführen, wurde in [Rei13] dargelegt. 
7.2.3 Härtemessungen	
Härtemessungen  wurden  durchgeführt,  um  den  Härteverlauf  über  den  Drahtquer‐
schnitt zu definieren und die Auswirkungen einer Kugelstrahlbehandlung auf die Härte 
einschätzen  zu können. Dadurch werden genauere Aussagen über den Einfluss einer 
Härteveränderung  infolge einer Kugelstrahlbehandlung auf dynamische Materialkenn‐
werte möglich. 
Die Härtemessungen wurden an kugelgestrahlten und nicht kugelgestrahlten Drähten 
beider Wärmebehandlungsvarianten durchgeführt. Bei den Drähten handelte es  sich 
um die Gleichen, die auch  für die dynamischen Umlaufbiegeprüfungen und Torsions‐
prüfungen  verwendet wurden. Von  den  Proben wurden Querschliffe  angefertigt,  an 
denen  die  Härte  HV1  in  drei  Entfernungen  zur  Drahtoberfläche  (100  µm,  460 µm, 
920 µm)  bestimmt wurde.  Die Messungen wurden  an  jeweils  drei  Proben  durchge‐
führt. Durch die  in Abbildung 7.4 dargestellten gepunkteten Linien wird die Streuung 
der Messungen beschrieben. 
Im Bereich unter der Oberfläche der mit 350°C/60´ wärmebehandelten Drähte lag die 
Härte mit  590 HV1  um  ca.  50 HV1  über  der  der mit  420°C/30´ wärmebehandelten 
Drähte.  Im kugelgestrahlten Zustand entsprach das Härteniveau  in 100µm Tiefe dem 
unter der Oberfläche (vgl. Abbildung 7.4). 
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Abbildung 7.4:  Härtemessungen an nicht 
kugelgestrahlten und ku‐
gelgestrahlten Drähten 
Bei den nicht kugelgestrahlten Drähten war ein Härteabfall in Richtung der Oberfläche 
zu verzeichnen. Eine Randentkohlung konnte nach einer Begutachtung von mit Nital 
geätzten Schliffen als Ursache dafür ausgeschlossen werden. Verantwortlich gemacht 
wurde  eine  Temperaturerhöhung  der  oberflächennahen  Bereiche  gegenüber  dem 
Kernbereich während der Wärmebehandlung und ein damit verbundener Festigkeits‐
abfall. An den kugelgestrahlten Drähten hingegen wurde kein Härteabfall  in Richtung 
der Drahtoberfläche  festgestellt.  Eine Oberflächenverfestigung  konnte  als Grund  für 
den Anstieg  der  gemessenen Oberflächenhärte  der  kugelgestrahlten  Probe  bezogen 
auf die nicht kugelgestrahlte Probe unter Berücksichtigung der hier vorhandenen Zug‐
festigkeiten  ausgeschlossen  werden  [Woh81][Kai81].  Wahrscheinlicher  erscheint  in 
diesem  Zusammenhang  eine Verfälschung  der  gemessenen  oberflächennahen Härte 
durch die in 100 µm Tiefe vorhandenen Druckeigenspannungen (vgl. Abschnitt 4.5.3). 
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7.3 Eigenspannungsmessungen	an	Draht‐	und	Federproben	
Da die ertragbare  Schwingspielzahl nicht nur  von den  vor der Prüfung  vorhandenen 
Eigenspannungen,  sondern vielmehr von deren Verhalten während der dynamischen 
Belastung abhängen, wurden Eigenspannungsmessungen an dynamisch vorbelasteten 
Probedrähten  und  Federn  durchgeführt.  Die  kugelgestrahlten  Probedrähte  wurden 
dafür bis 103, 104 und 105 Schwingspiele mit Spannungsamplituden im Bereich der Zeit‐ 
und Dauerfestigkeit dynamisch vorbelastet. Anschließend wurden an den so präparier‐
ten Drähten Eigenspannungsmessungen durchgeführt. Die Eigenspannungen an dyna‐
misch  vorbelasteten  Federn wurden  an  den  bereits  für  Dauerschwingversuche  ver‐
wendeten Federn ermittelt. 
7.3.1 Relaxation	der	Eigenspannungen	bei	umlaufender	Biegung	(R=‐1)	
Eine  Abhängigkeit  der  ermittelten  Eigenspannungen  durch  Kugelstrahlen  von  der 
Messrichtung bezüglich der Drahtachse (0°, 45°) wurde nicht festgestellt. Dementspre‐
chend wurden nachfolgend nur die Ergebnisse der Eigenspannungsmessungen unter 0° 
zur Drahtachse dargestellt. 
a) 
 
b) 
Abbildung 7.5:  Eigenspannungen  kugelgestrahlter  Drähte  vor  und  nach  Umlaufbiegeprüfungen mit 
unterschiedlicher Biegespannung a) WB 350°C/60´ b) WB 420°C/30´ 
Bei den unterschiedlich wärmebehandelten Drähten wurde keine signifikante Relaxati‐
on  der  Eigenspannungen  infolge  der  umlaufenden  Biegebeanspruchung  bis  105 
Schwingspiele  festgestellt  (Abbildung 7.5). Auch eine Erhöhung der während der Prü‐
fung vorhandenen Biegespannung b auf 950 MPa  zeigte keinen Einfluss auf das Re‐
laxationsverhalten. Prinzipiell  liegt das Niveau der Eigenspannungen der bei höheren 
Temperaturen  wärmebehandelten  Drähte  aufgrund  der  geringeren  Festigkeit  ca. 
100 MPa niedriger. 
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7.3.2 Relaxation	der	Eigenspannung	bei	wechselnder	Torsion	(R=‐1)	
Die Messungen der Druckeigenspannungen erfolgte unter 45°  zur Drahtachse, da  in 
dieser Richtung für Torsionsbelastung die größte Hauptnormalspannung 1 (Zugspan‐
nung) vorliegt und somit der größte Eigenspannungsabbau zu erwarten war. 
Bei den mit 350°C/60‘ wärmebehandelten Drähten konnte keine signifikante Relaxati‐
on  der  Eigenspannungen  infolge  der  wechselnden  Torsionsbeanspruchung  bis  105 
Schwingspiele festgestellt werden. Unterschiede in den dargestellten Ergebnissen zwi‐
schen der unbelasteten Probe und den dynamisch belasteten Proben  resultieren aus 
der Messtoleranz, die bei den Messungen mit ±40 MPa angegeben wurde. 
a) b) 
Abbildung 7.6:  Eigenspannungen kugelgestrahlter Drähte vor und nach Torsionswechselprüfungen mit 
unterschiedlicher Torsionsspannungsamplitude a) WB 350°C/60 b) WB 420°C/30´ 
Bei den mit 420°C/30´ wärmebehandelten Drähten wurde nach wechselnder Torsions‐
beanspruchung eine deutliche Relaxation der Eigenspannungen sowohl an der Draht‐
oberfläche als auch im Material festgestellt. Die Druckeigenspannungen an der Draht‐
oberfläche (5 µm Tiefe) reduzierten sich von ursprünglich 750 MPa um ca. 160 MPa auf 
590 MPa (vgl. Abbildung 7.6 b). Die Eigenspannungsrelaxation an der Stelle des vor der 
dynamischen  Belastung  vorhandenen  Druckeigenspannungsmaximums  war  deutlich 
größer  und  betrug  nach  105  Schwingspielen  ca.  400 MPa  (vgl. Abbildung 7.6  b).  Die 
Eigenspannungsrelaxation war abhängig vom Betrag der während der Prüfung vorlie‐
genden  Torsionsspannungsamplitude.  Mit  steigender  Torsionsspannungsamplitude 
nahm die Relaxation der Eigenspannungen zu. 
7.3.3 Relaxation	der	Eigenspannungen	bei	schwellender	Torsion	(R=0)	
Die Messungen  der  Druckeigenspannungen  erfolgte  unter  ±45°  zur  Drahtachse,  da 
aufgrund  der  mittelspannungsbehafteten  Torsionsbeanspruchung  von  richtungsab‐
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hängigem  Relaxationsverhalten  auszugehen  war.  Dies  wurde  durch  die  Eigenspan‐
nungsmessungen bestätigt. 
a) 
 
b) 
c) 
 
d) 
Abbildung 7.7:  Eigenspannungen  kugelgestrahlter Drähte  vor und nach  schwellender  Torsionsbelas‐
tung a) WB 350°C/60´ ‐45° zur Drahtachse b) WB 350°C/60´ +45° zur Drahtachse  
  c) WB 420°C/30´ ‐45° zur Drahtachse d) WB 420°C/30´ +45° zur Drahtachse 
Bei den mit 350°C/60‘ wärmebehandelten Drähten konnte richtungsunabhängig keine 
signifikante Relaxation der Eigenspannungen  infolge der  schwellenden Torsionsbean‐
spruchung  festgestellt werden  (vgl. Abbildung 7.7 a und b). Hingegen wurde bei den 
mit  420°C/30‘  wärmebehandelten  Drähten  in  Richtung  der  kleinsten  Hauptnormal‐
spannung  (Druckspannung) eine  signifikante Relaxation der Eigenspannungen  festge‐
stellt. Die Druckeigenspannungen an der Drahtoberfläche (5 µm Tiefe) reduzierten sich 
von ursprünglich 720 MPa um ca. 130 MPa auf 590 MPa (vgl. Abbildung 7.7 d). Die Re‐
laxation der Eigenspannungen an der Stelle des vor der  schwellenden Torsionsbean‐
spruchung  vorhandenen  Druckeigenspannungsmaximums  war  deutlich  größer  und 
betrug nach 105 Schwingspielen ca. 350 MPa (vgl. Abbildung 7.7 d). 
-1100
-1000
-900
-800
-700
-600
-500
-400
-300
-200
-100
0
0 50 100 150 200 250 300
 E
S
in
 M
Pa
Messtiefe in µm
350°C/60min_0 LW
0-850 MPa, 1,0e5 LW
0-1000 MPa, 1,0e5 LW‐45°
350°C/60 min, N=0
=0‐850 MPa; N=105
=0‐1000 MPa; N=105
-1100
-1000
-900
-800
-700
-600
-500
-400
-300
-200
-100
0
0 50 100 150 200 250 300
 E
S
in
 M
Pa
Messtiefe in µm
350°C/60min_0 LW
0-850 MPa, 1,0e5 LW
0-1000 MPa, 1,0e5 LW+45°
350°C/60 min, N=0
= ‐850 MPa; N=105
=0‐1000 MPa; N=105
-1.100
-1.000
-900
-800
-700
-600
-500
-400
-300
-200
-100
0
0 50 100 150 200 250 300
 E
S
in
 M
Pa
Messtiefe in µm
420°C/30min_0 LW
0-850 MPa, 1,0e5 LW
0-1000 MPa, 1,0e5 LW‐45°
420°C/30 min, N=0
= ‐850 MPa; N=105
= ‐1000 MPa; N=105
-1.100
-1.000
-900
-800
-700
-600
-500
-400
-300
-200
-100
0
0 50 100 150 200 250 300
 E
S
in
 M
Pa
Messtiefe in µm
420°C/30min_0 LW
0-850 MPa, 1,0e5 LW
0-1000 MPa, 1,0e5 LW+45°
20°C/30 min, N=0
=0‐850 MPa; N=105
= ‐1000 MPa; N=105
Eigene Untersuchungen  99 
 
7.3.4 Relaxation	der	Eigenspannungen	bei	Dauerschwingversuchen	an	Fe‐
dern	
Bei  Schraubendruckfedern  treten  geometriebedingt  die  größten  Lastspannungen  an 
der Innenseite des Federkörpers auf. Die Messungen erfolgten deshalb an dieser Stelle 
und  aufgrund  der  überwiegend  vorliegenden  schwellenden  Torsionsbeanspruchung 
unter ±45°  zur Drahtachse. Auf Eigenspannungstiefenprofile wurde  aufgrund der Er‐
gebnisse an der Drahtoberfläche verzichtet. 
Tabelle 7.1:  Eigenspannungen an Federproben vor und nach Dauerschwingversuchen 
Probe  N  km 
in MPa 
ka 
in MPa 
Messtiefe
In µm 
+45°  ‐45° 
G1_350 
0      5  ‐710  ‐119 
15.200.000  660  509  5  ‐708  ‐37 
1.538.036  660  609  5  ‐699  ‐41 
50.000.000  940  393  5  ‐728  ‐48 
1.751.563  940  476  5  ‐705  ‐124 
G1_420 
0      5  ‐636  ‐79 
50.000.000  660  526  5  ‐694  ‐25 
867.517  660  594  5  ‐645  ‐57 
50.000.000  940  376  5  ‐656  ‐101 
785.150  940  462  5  ‐626  0 
Eine  Veränderung  der  vorhandenen  Eigenspannungen  über  die  Schwingspielzahl  in 
Richtung +45° und ‐45° zur Drahtachse wurde sowohl bei den mit 350°C/60´ wärmebe‐
handelten Federn (G1_350), als auch bei den mit 420°C/30´ wärmebehandelten Federn 
(G1_420) nicht  festgestellt. Eine Relaxation der Druckeigenspannung  in Richtung  ‐45° 
zur  Drahtachse, wie  sie  bei mit  420°C wärmebehandelten  Drähten  erfolgte, wurde 
durch den Fertigungsschritt Vorsetzen vorweggenommen. Tendenziell waren die vor‐
handenen Druckeigenspannungen an der Bauteiloberfläche bei den höher wärmebe‐
handelten Federn wie auch bei den untersuchten Drahtproben etwas niedriger. Entge‐
gen den Erwartungen wurde nicht nur bei Lastspannungen für den Übergangsbereich 
zur Dauerfestigkeit, wie bereits durch Scholtes in [Scho90] beschrieben, sondern auch 
bei Lastspannungen für den Zeitfestigkeitsbereich keine Relaxation der Eigenspannun‐
gen festgestellt. 
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7.3.5 Zusammenfassung	Eigenspannungsmessungen	
Abhängig von der Beanspruchungsart (Biegung, Torsion) konnte ein unterschiedliches 
Relaxationsverhalten  festgestellt werden.  Bei  umlaufbiegegeprüften  Drähten  beider 
Wärmebehandlungsvarianten  wurde  keine  signifikante  Relaxation  der  Druckeigen‐
spannungen  festgestellt.  Bei  mit  350°C  wärmebehandelten  Drähten  relaxierten  die 
Druckeigenspannungen  bei  wechselnder  und  schwellender  Torsionsbeanspruchung 
nicht. Hingegen war bei wechselnder Torsionsbeanspruchung bei mit 420°C wärmebe‐
handelten Drähten eine deutliche Relaxation der Druckeigenspannungen  in ±45°  zur 
Drahtachse  festzustellen. Bei  schwellender Torsionsbeanspruchung hingegen erfolgte 
die Relaxation der Eigenspannungen bei diesen Drähten nur  in Richtung der kleinsten 
Hauptnormalspannung  (größte Druckspannung) der  Torsionsbeanspruchung. Bei den 
untersuchten  Federn,  deren  Draht  ebenfalls  während  der  dynamischen  Belastung 
überwiegend  schwellend  tordiert wird,  konnte keine  signifikante Relaxation der  vor‐
handenen Druckeigenspannungen  festgestellt werden. Dies  steht  im Zusammenhang 
mit  der  infolge  des  Setzvorgangs  bereits  vorhandenen  Einschnürung  der  nach  dem 
Kugelstrahlprozess  vorhandenen  rotationssymmetrischen  Druckeigenspannungen 
(vgl. Abschnitt 4.4.2.4). 
7.4 Dynamische	Versuche	
7.4.1 Umlaufbiegeprüfungen	an	Drähten	
Die Umlaufbiegeprüfungen wurden mit Hilfe der  in Abschnitt 6.5 beschriebenen Ver‐
suchstechnik durchgeführt. Die  jeweiligen Versuchsparameter können aus Tabelle 6.5 
entnommen werden. Der Versuchsabbruch erfolgte bei 107  Schwingspielen oder bei 
Probenbruch. Die abgeprüften Festigkeitswerte für nicht kugelgestrahlte und kugelge‐
strahlte Drähte wurden  in Tabelle 7.2  zusammengefasst. Die  statistische Auswertung 
der Versuchsergebnisse erfolgte mit Hilfe des ArcsinP‐Verfahrens [Den75]. 
Die  an den unterschiedlich wärmebehandelten Drähten  ermittelten  Festigkeitswerte 
bei 106 und 107 Schwingspielen  lagen  für nicht kugelgestrahlte Drähte auf ähnlichem 
Niveau  (vgl. Abbildung 7.8).  In Richtung niedrigerer  Schwingspielzahlen  (N=105) wur‐
den bei den mit 350°C wärmebehandelten Drähten höhere zulässige Spannungen er‐
mittelt. Brüche aufgrund nichtmetallischer Einschlüsse wurden nicht festgestellt. 
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a)  b)
Abbildung 7.8:  Umlaufbiegeprüfungen  an  nicht  kugelgestrahlten  Drähten  a)  WB  350°C/60´ 
b) WB 420°C/30´ 
In Abbildung 7.9  sind die Ergebnisse der Umlaufbiegeprüfungen an kugelgestrahlten, 
unterschiedlich wärmebehandelten Drähten  dargestellt.  Brüche  aufgrund  von  nicht‐
metallischen Einschlüssen wurden durch farblose Rauten gekennzeichnet. Die statisti‐
sche Auswertung der Versuchsergebnisse erfolgte einerseits mit und andererseits oh‐
ne  Berücksichtigung  der  Brüche  aufgrund  von  nichtmetallischen  Einschlüssen.  Bei 
Nichtberücksichtigung der Brüche aufgrund von nichtmetallischen Einschlüssen bei der 
statistischen Auswertung erhöhen  sich die Festigkeitswerte der mit 350°C wärmebe‐
handelten Drähte  für 107  Schwingspielen um 27 MPa und  für 106  Schwingspiele um 
2 MPa. Die  Erhöhung der  Festigkeitswerte der mit 420°C wärmebehandelten Drähte 
fällt insgesamt deutlich niedriger aus und beträgt für beide Schwingspielzahlen 8 MPa. 
a)  b)
Abbildung 7.9:  Umlaufbiegeprüfungen an kugelgestrahlten Drähten a) WB 350°C/60‘ b) WB 420°C/30‘ 
Im Bereich von 107 Schwingspielen  lagen die Festigkeitswerte der mit 420°C/30‘ wär‐
mebehandelten Drähte etwas höher  (32 MPa).  In Richtung niedrigerer  Schwingspiel‐
zahlen  (N=105) wurden bei den mit 350°C wärmebehandelten kugelgestrahlten Dräh‐
ten höhere Biegewechselfestigkeitswerte abgeprüft. 
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Tabelle 7.2:  Zusammenfassung der Ergebnisse der Umlaufbiegeprüfungen an nicht kugelgestrahl‐
ten (NK) und kugelgestrahlten (KS) Drähten (PÜ=90%) 
  bW in MPa  bW in MPa 
WB  105 
(NK) 
106 
(NK) 
107 
(NK) 
105 
(KS) 
106  
(KS) 
107  
(KS) 
105  106  107 
350°C/60´  810  762  694  989* 910 
(912) 
846 
(873) 
179  148 
(150) 
152  
(179) 
420°C/30´  748  726  685  916* 878 
(886) 
878 
(886) 
168  152 
(160) 
193  
(201) 
* durch lineare Extrapolation ermittelt, () Nichtberücksichtigung nichtmetallischer Einschlüsse 
Neben  den  versuchstechnisch  ermittelten  Festigkeitswerten  wurde  in  Tabelle 7.2 
ebenfalls der Festigkeitszuwachs bW  infolge der Kugelstrahlbehandlung zusammen‐
gefasst. Dieser  lag  für  den  angegebenen  Schwingspielzahlbereich  (105‐107)  zwischen 
148 MPa und 201 MPa.  Eingeklammert  sind  in  Tabelle 7.2 die  Festigkeitswerte ohne 
Berücksichtigung von Einschlussbrüchen bzw. deren Erhöhung durch den Kugelstrahl‐
prozess. 
7.4.2 Dynamische	Torsionsversuche	an	Probedrähten	
Die dynamischen Torsionsversuche wurden mit Hilfe der  in Abschnitt 6.5 beschriebe‐
nen Versuchstechnik durchgeführt. Die  jeweiligen Versuchsparameter können aus Ta‐
belle 6.5  entnommen werden. Der Versuchsabbruch  erfolgte  bei  107  Schwingspielen 
oder bei Probenbruch. Die abgeprüften Festigkeitswerte für nicht kugelgestrahlte und 
kugelgestrahlte Drähte wurden in Tabelle 7.3 zusammengefasst. 
Die  dynamischen  Torsionsversuche  an  nicht  kugelgestrahlten Drähten  unterschiedli‐
cher Wärmebehandlung wurden  zunächst  bei  einem  Spannungsverhältnis  von  R=‐1 
durchgeführt. Es handelte sich dementsprechend um Torsionswechselversuche. Die an 
den unterschiedlich wärmebehandelten Drähten ermittelten Festigkeitswerte bei 105, 
106 und 107 Schwingspielen  lagen auf ähnlichem Niveau (vgl. Abbildung 7.10). Brüche 
aufgrund von nichtmetallischen Einschlüssen wurden nicht festgestellt. 
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a)  b)
Abbildung 7.10:  Torsionswechselversuche an nicht kugelgestrahlten Drähten a) WB 350°C/60‘ 
b) WB 420°C/30‘ 
Für die dynamischen Torsionsversuche an kugelgestrahlten Drähten wurden an diesen 
die  in Kapitel 6 beschriebenen Präparationsschritte durchgeführt. Die Prüfung der  so 
präparierten  Drähte  erfolgte,  im  Gegensatz  zu  den  nicht  kugelgestrahlten  Drähten, 
sowohl bei rein wechselnder, als auch bei schwellender Torsionsbeanspruchung (R0). 
Die Ergebnisse dieser Prüfungen sind in Abbildung 7.11 dargestellt. 
Bei den mit 420°C wärmebehandelten Drähten  lagen die  Festigkeitswerte  für wech‐
selnde Torsion deutlich niedriger als bei den mit 350°C wärmebehandelten Drähten. 
Als Grund dafür wird die Relaxation der im Draht vorhandenen Druckeigenspannungen 
infolge der dynamischen Beanspruchung gesehen. (vgl. Abschnitt 7.3.2). Unter Voraus‐
setzung stabiler Eigenspannungen wäre bei den mit 420°C wärmebehandelten Drähten 
mit ähnlichen Festigkeitswerten, wie bei den mit 350°C wärmebehandelten Drähten zu 
rechnen. 
a)  b)
Abbildung 7.11:  Torsionswechselversuche (blau) und Torsionsschwellversuche (rot) an kugelgestrahlten 
Drähten a) WB 350°C/60‘ b) WB 420°C/30‘ 
Bei  den  Torsionsschwellversuchen  bei  m=500 MPa  wurde  kein  signifikanter  Unter‐
schied der Festigkeitswerte der unterschiedlich wärmebehandelten Drähte festgestellt. 
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Für die mit 350°C wärmebehandelten Drähte konnte  für 106 Schwingspiele eine Mit‐
telspannungsempfindlichkeit  M=0,25  und  für  107  Schwingspiele  eine  Mittelspan‐
nungsempfindlichkeit M=0,29 ermittelt werden. Eine sinnvolle Abschätzung der Mit‐
telspannungsempfindlichkeit für mit 420°C/30‘ wärmebehandelte Drähte konnte nicht 
durchgeführt werden. Der Grund dafür  liegt  in der Eigenspannungsrelaxation  infolge 
der wechselnden Torsionsbeanspruchung und der damit einhergehenden Reduzierung 
der  Torsionswechselfestigkeitswerte.  Zwar  trat  auch  bei  Torsionsschwellversuchen 
eine Relaxation der Eigenspannungen auf, jedoch nur in Richtung der kleinsten Haupt‐
normalspannung  der  Torsion  (vgl.  Abschnitt  7.3.3)  wodurch  der  abgeprüfte  Festig‐
keitswert  für schwellende Torsion nicht signifikant beeinflusst wurde.  Insofern beein‐
flussen zwei Mechanismen, die Relaxation der Eigenspannungen und die Veränderung 
der Mittelspannung, die abgeprüften Festigkeitswerte. Entsprechend würde eine auf 
Basis  dieser  Versuchsergebnisse  abgeschätzte  Mittelspannungsempfindlichkeit  der 
Definition  einer  Mittelspannungsempfindlichkeit,  die  lediglich  den  Zusammenhang 
zwischen einer  veränderten Mittelspannung und einer  veränderten  zulässigen  Span‐
nungsamplitude beschreibt, widersprechen. Neben den versuchstechnisch ermittelten 
Festigkeitswerten wurde  in  Tabelle 7.3  ebenfalls  der  Festigkeitszuwachs W  infolge 
der Kugelstrahlbehandlung zusammengefasst. 
Tabelle 7.3:  Zusammenfassung der Ergebnisse der dynamischen Torsionsversuche an nicht kugel‐
gestrahlten (NK) und kugelgestrahlten (KS) Drähten (Pü=90%) 
WB  m 
in 
MPa 
W, A in MPa  W in MPa 
105 
(NK) 
106 
(NK) 
107 
(NK) 
105 
(KS) 
106 
(KS) 
107 
(KS) 
105  106  107 
350°C/60´  0  575*  462*  397  726* 621  575  151  159  178 
500  ‐  ‐  ‐  ‐  498  433  ‐  ‐  ‐ 
420°C/30´ 
0  604*  465*  397  640 
(672)*
576 
(608)
548 
(580)
36 
(67) 
111 
(143) 
151 
(183) 
500  ‐  ‐  ‐  ‐  480  451  ‐  ‐  ‐ 
* durch lineare Interpolation ermittelt,  
() mit Berücksichtigung der Eigenspannungsrelaxation (∆߬ௐாௌ ൌ ܯாௌ ∙ ∆ߪாௌ ; mit ܯாௌ ൌ 0,3 und ∆ߪாௌ ൌ 106	ܯܲܽሻ 
Dieser  lag  für  den  angegebenen  Schwingspielbereich  (105‐107)  zwischen  36  und 
178 MPa. Bis auf den aufgrund der Eigenspannungsrelaxation geringeren Festigkeits‐
zuwachs  für 105 Schwingspiele bei mit 420°C wärmebehandelten Drähten entspricht 
dies etwa dem Festigkeitszuwachs, der bei Umlaufbiegeprüfungen  infolge der Kugel‐
strahlbehandlung festgestellt wurde (vgl. Tabelle 7.2). 
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7.4.3 Dauerschwingversuche	an	Schraubendruckfedern	
In Abbildung 7.12 wurden die Ergebnisse der Dauerschwingversuche an nicht kugelge‐
strahlten,  verschieden wärmebehandelten  Schraubendruckfedern mit  einem Wickel‐
verhältnis w=6 zusammengefasst. Betrachtet wurden dabei die an der Windungsinnen‐
seite  vorliegenden  maximalen  Torsionsspannungsamplituden  ka.  Die  jeweiligen 
Prüfspannungen sind aus Tabelle 6.5 zu entnehmen. 
a)  b)
Abbildung 7.12:  Dauerschwingversuche an nicht kugelgestrahlten Federn a) G1_350 b) G1_420 
Die  durch  die  Dauerschwingversuche  ermittelten  Festigkeitswerte  der  verschieden 
wärmebehandelten Federn liegen auf ähnlichem Niveau. Die dabei abgeprüften mit k‐ 
korrigierten Spannungsamplituden wurden in Tabelle 7.4 für 105 bis 107 Schwingspiele 
zusammengefasst. Ebenfalls sind in der Tabelle die für die genannten Schwingspielzah‐
len vorhandenen Mittelspannungsempfindlichkeiten M enthalten. Eine deutliche dy‐
namische Relaxation der geprüften Federn bei km=940 MPa und eine damit verbunde‐
ne Verschiebung der tatsächlich vorhandenen Mittelspannungen in Richtung kleinerer 
Beträge konnte als Grund für die niedrigen abgeprüften Mittelspannungsempfindlich‐
keiten ausgeschlossen werden. Die Länge der Federn vor und nach der dynamischen 
Belastung  differierte  lediglich  um  0,2 mm.  Der  Längenunterschied  entspricht  einem 
Mittelspannungsunterschied von 10 MPa. 
Tabelle 7.4:  Zusammenfassung der Ergebnisse der Dauerschwingversuche an nicht kugelgestrahlten 
Schraubendruckfedern (Pü=90%) 
WB  km  in MPa 
kA in MPa 
(105) 
kA in MPa 
(106) 
kA in MPa 
(107) 
M  
(105) 
M  
(106) 
M  
(107) 
G1_350  660  474*  370  312  0,285  0,10  0,08 940  394*  341  290 
G1_420  660  475*  353*  303  0,278  0,12  0,06 940  397** 318 286
*durch lineare Interpolation ermittelt; **durch lineare Extrapolation ermittelt 
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Die Dauerschwingversuche an kugelgestrahlten Federn der Geometrie G1  (w=6) wur‐
den ebenfalls  auf  zwei Mittelspannungsniveaus  km=660 MPa und 940 MPa durchge‐
führt (Abbildung 7.13). 
a)   b)
Abbildung 7.13:  Dauerschwingversuche an kugelgestrahlten Federn a) G1_350 b) G1_420 
Hinzu kommen Dauerschwingversuche an Federn der Geometrie G2  (w=3,7). Ziel der 
Versuche an diesen  Federn war die Bestätigung der Anwendbarkeit der Wirkzahl  k´. 
Aus  diesem  Grund  wurden  diese  Versuche  bei  identischer  mit  k´  korrigierter  Mit‐
telspannung, wie an den Federn G1_350 und G1_420 durchgeführt. 
a)   b)
Abbildung 7.14:  Dauerschwingversuche an kugelgestrahlten Federn a) G2_350 b) G2_420 
Die Wärmebehandlung hatte auf die  zulässigen Spannungsamplituden kA der Feder‐
geometrie  G1  nahezu  keinen  Einfluss.  Die  Werte  lagen  auf  ähnlichem  Niveau.  Die 
durch die Dauerschwingversuche abgeprüften mit k korrigierten Spannungsamplituden 
wurden in Tabelle 7.5 für 106 und 107 Schwingspiele zusammengefasst. Hinzu kommen 
die  an  Federgeometrie  G2  abgeprüften  zulässigen  Spannungsamplituden.  Ebenfalls 
sind in der Tabelle die für die genannten Schwingspielzahlen vorhandenen Mittelspan‐
nungsempfindlichkeiten M enthalten. Diese waren im Vergleich zu den an nicht kugel‐
gestrahlten Federn abgeprüften Werten deutlich größer.  
250
300
350
400
450
500
550
600
200
1,0E+04 1,0E+05 1,0E+06 1,0E+07 1,0E+08
 ka
in
 M
Pa
Schwingspielzahl N
km=660 MPa
km=940 MPa
Abbruch
Pü=90%; km=660 MPa
Pü=90%; km=940 MPa
5/10
19/20
0/10
0/10
4/10
10/10
10/10 (106)
250
300
350
400
450
500
550
600
200
1,0E+04 1,0E+05 1,0E+06 1,0E+07 1,0E+08
 ka
in
 M
Pa
Schwingspielzahl N
km=660 MPa
km=940 MPa
Abbruch
Pü=90%; km=660 MPa
Pü=90%; km=940 MPa
6/10
14/20
0/10
0/10
0/10
8/10
9/10
250
300
350
400
450
500
550
600
200
1,0E+04 1,0E+05 1,0E+06 1,0E+07 1,0E+08
 ka
in
 M
Pa
Schwingspielzahl N
km=720 MPa
Abbruch
Pü=90%; km=720 MPa
5/10
9/10
0/10
600
250
300
350
400
450
500
550
200
1,0E+04 1,0E+05 1,0E+06 1,0E+07 1,0E+08
 ka
in
 M
Pa
Schwingspielzahl N
km=720 MPa
Abbruch
Pü=90%; km=720 MPa
1/10
9/10
0/10
0/10
Eigene Untersuchungen  107 
 
Hinzu  kommt,  dass  mit  kleiner  werdender  Schwingspielzahl  die  Beträge  der  Mit‐
telspannungsempfindlichkeit weiter  anstiegen.  Zwischen  den  an  Geometrie  G1  und 
Geometrie G2 abgeprüften zulässigen mit k korrigierten Spannungsamplituden wurden 
Unterschiede festgestellt. 
Tabelle 7.5:  Zusammenfassung der Ergebnisse der Dauerschwingversuche an kugelgestrahlten Schrau‐
bendruckfedern (Pü=90%) 
WB  km in MPa  kA in MPa  (106) 
kA in MPa  
(107) 
M  
(106) 
M  
(107) 
G1_350  660  562  477  0,48  0,28 940  426  399 
G1_420  660  532  481  0,425  0,39 940  413*  371 
G2_350  720  584  526  ‐  ‐ G2_420  690  568  513 
*durch lineare Interpolation ermittelt 
Die ertragbaren Spannungsamplituden der kugelgestrahlten Federn der Geometrie G2 
waren  deutlich  größer. Gründe  dafür  liegen  in  den  verschiedenen Größeneinflüssen 
und den damit verbundenen unterschiedlichen Stützziffern (vgl. Abschnitt 4.3.4.5 und 
4.3.4.6) beider Federgeometrien. Bei Anwendung der von Kaiser [Kai81] entwickelten 
Wirkzahl k´ sind die Unterschiede bezüglich der ertragbaren Spannungsamplituden für 
Federn mit unterschiedlichem Wickelverhältnis w  (für n=konstant) deutlich geringer. 
Dies wurde auch in [Rei11] durch neue Untersuchungen bestätigt. 
7.4.4 Zusammenfassung	dynamische	Versuche	
Bei  Umlaufbiegeprüfungen  an  den  nicht  kugelgestrahlten  Drähten  lagen  für  beide 
Wärmebehandlungsregime  die  abgeprüften  Spannungen  auf  ähnlichem Niveau.  Ein‐
schlussbrüche wurden bei diesen Untersuchungen nicht festgestellt. Bei kugelgestrahl‐
ten  mit  420°C  wärmebehandelten  Drähten  wurde  bei  107  Schwingspielen  ein  um 
32 MPa  höherer  Festigkeitswert  festgestellt,  als  bei  mit  350°C  wärmebehandelten 
Drähten. Der Grund dafür sind Einschlussbrüche, die bei mit 350°C wärmebehandelten 
Drähten deutlich häufiger auftraten als bei mit 420°C wärmebehandelten Drähten.  In 
Richtung kleinerer Schwingspielzahlen (105, 106) kann der mit 350°C wärmebehandelte 
kugelgestrahlte Draht höhere Spannungen bei gleicher Schwingspielzahl ertragen. 
Bei Torsionswechselversuchen  zeigten die nicht kugelgestrahlten Drähte beider Wär‐
mebehandlungsvarianten keine Unterschiede bezüglich der ertragbaren Spannung bei 
gleicher Schwingspielzahl. Bei Torsionswechselversuchen an kugelgestrahlten Drähten 
lagen die abgeprüften Festigkeitswerte der mit 350°C wärmebehandelten Drähte über 
denen der mit 420°C wärmebehandelten Drähte. 
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Als Grund dafür wird die Relaxation der Eigenspannungen bei den mit 420°C wärme‐
behandelten Drähten gesehen (vgl. Abschnitt 7.3.2). Hingegen wurden durch Torsions‐
schwellversuche an den unterschiedlich wärmebehandelten Drähten zwischen 105 und 
107 Schwingspielen keine deutlichen Unterschiede der Festigkeitswerte festgestellt. Es 
trat  zwar  auch  bei  den  Torsionsschwellversuchen  der mit  420°C wärmebehandelten 
Drähte  Eigenspannungsrelaxation  auf,  dort  allerdings  nur  in  Richtung  der  kleinsten 
Hauptnormalspannung  (Druckspannung)  der  Torsionsbeanspruchung  (vgl.  Ab‐
schnitt 7.3.3). Aufgrund der ermittelten Festigkeitswerte und der Untersuchungen zum 
Relaxationsverhalten der Eigenspannungen liegt die Vermutung nahe, dass eine signifi‐
kante  Beeinflussung  der  Festigkeitswerte  durch  Relaxation  der  Eigenspannungen  in 
Richtung der größten Hauptnormalspannung der Torsionsbeanspruchung auftritt. 
Die Dauerschwingversuche an unterschiedlich wärmebehandelten nicht kugelgestrahl‐
ten Federn der Geometrie G1 zeigten keine signifikanten Unterschiede bezüglich vor‐
handener Festigkeitswerte. Auffällig war lediglich die bei Schwingspielzahlen zwischen 
106  und  107  vorhandene  geringe  Mittelspannungsempfindlichkeit  (vgl.  Tabelle 7.4). 
Dabei ist zu berücksichtigen, dass aufgrund des Verhältnisses von Brüchen zur geprüf‐
ten Probenzahl auf den drei niedrigsten Spannungshorizonten für km=940 MPa die mit 
Hilfe des ArcsinP‐Verfahrens ermittelten Werte der Schwingfestigkeit kritisch zu be‐
trachten  sind.  Auch  bei  unterschiedlich wärmebehandelten  kugelgestrahlten  Federn 
der Geometrie G1 waren die Unterschiede bezüglich der vorhandenen Festigkeitswer‐
te  vernachlässigbar  gering.  Allerdings  sind  die  Beträge  der  abgeprüften Mittelspan‐
nungsempfindlichkeiten  mit  0,28 < M < 0,48  deutlich  größer  als  bei  nicht  kugelge‐
strahlten  Federn.  Trotz  der  höheren  vorhandenen Mittelspannung  km, wurden  bei 
Federn der Geometrie G2 höhere Festigkeitswerte festgestellt als bei Federn der Geo‐
metrie G1. Zu erklären ist dies durch vorhandene Größeneinflüsse. 
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7.5 Bruchanalysen	
7.5.1 Bruchanalysen	an	biegeumlaufgeprüften	Drähten	
Insgesamt  wurden  im  Rahmen  dieser  Arbeit  92  umlaufbiegegeprüfte  Drähte  einer 
Bruchanalyse  unterzogen. Davon waren  38 Drähte  nicht  kugelgestrahlt.  Im  Rahmen 
der Bruchanalysen wurden verschiedene Schadensmechanismen festgestellt. Es traten 
die  Schadensbilder  der  „Überbelastung“,  der  „mechanischen  Verletzung“  und  des 
„nichtmetallischen Einschlusses“ auf. Mit „Überbelastung“ wurden von der Oberfläche 
ausgehende  Schwingbrüche  an winzigen,  nur  bei  großer  Vergrößerung  erkennbaren 
Fehlstellen bezeichnet. Die Brüche erfolgten ausschließlich unter 90° zur Drahtachse. 
Abbildung 7.15:  Überbelastung, nicht kugelge‐
strahlte Probe, N=4,4x104, 
Bruchausgang an Oberflächen‐
fehlstelle ca. 9 µm Tiefe 
Abbildung 7.16:  mechanische Verletzung, kugel‐
gestrahlt, N=3,7x104, Bruchaus‐
gang, hell glänzende mechani‐
sche Verletzung mit einer Tiefe 
von 4 µm, die in Bruchanfang 
einmündet  
Abbildung 7.17:  nichtmetallischer Einschluss, 
kugelgestrahlt, N=9,5x104, 
Bruchausgang, nichtmetalli‐
scher Einschluss 68x48 µm Grö‐
ße in 241 µm Tiefe aus viel Sili‐
cium und wenig Aluminium, 
Mangan und Sauerstoff 
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Bei  den  nicht  kugelgestrahlten  Drahtproben war  der  Versagensgrund  ausschließlich 
das Schadensbild der Überbelastung. Brüche  traten dort  im Bereich zwischen 3,3104 
und 5,5106 Schwingspielen auf. Bei kugelgestrahlten Drahtproben traten sowohl Brü‐
che  aufgrund  von  nichtmetallischen  Einschlüssen  zwischen  1,2105  und  4,7107 
Schwingspielen  als  auch  Brüche  durch  Überbelastung  zwischen  3,8104  und  9,1106 
Schwingspielen auf. Prinzipiell nahm der Anteil an Brüchen aufgrund nichtmetallischer 
Einschlüsse mit  steigender  Schwingspielzahl  zu. Weiterhin  ist  zu bemerken, dass bei 
mit 350°C wärmebehandelten Drahtproben häufiger Brüche aufgrund von nichtmetal‐
lischen  Einschlüssen  auftraten,  als  bei  mit  420°C  wärmebehandelten  Drahtproben. 
Entsprechend  sind mit  420°C wärmebehandelte  Drähte  unempfindlicher  gegenüber 
inneren Kerbstellen in Form von nichtmetallischen Einschlüssen. 
7.5.2 Bruchanalysen	an	torsionswechsel‐	und	schwellgeprüften	Drähten	
Insgesamt wurden  im  Rahmen  dieser  Arbeit  64  dynamisch  torsionsgeprüfte  Drähte 
einer Bruchanalyse unterzogen. Neben den bereits bei Umlaufbiegeprüfungen aufge‐
tretenen Schadensmechanismen kommen nun das Schadensbild des Bruchanfangs an 
„Längsstufen“ und in einem Fall ein Torsionsgewaltbruch hinzu. Bei Bruchanfängen an 
„Längsstufen“ handelte es sich um primäre Schwingungsanrisse, die an Längsfehlstel‐
len an der Drahtoberfläche, meist Ziehstrukturen, eingeleitet wurden. Die Brüche er‐
folgten ausschließlich unter ±45° zur Drahtachse. 
Abbildung 7.18:  Längsstufe, kugelgestrahlte 
Probe, N=2,9x106, Bruchanfang 
an der Oberfläche an längsge‐
richteter Stufe, von der ein drei‐
ecksförmiger primärer Schwin‐
gungsanriss ausgeht (ursprüng‐
lich bruchauslösend: Ziehstruk‐
tur vom Drahtherstellungspro‐
zess mit maximal 4 µm Tiefe) 
Bei den nicht kugelgestrahlten Drahtproben traten die Schadensbilder der „Längsstu‐
fe“ und der „Überbelastung“ auf. Brüche traten bei diesen Proben beim Versagensbild 
der „Längsstufe zwischen 6,6104 und 3,1106 Schwingspielen auf. Beim Versagensbild 
der Überbelastung traten die Brüche zwischen 9,4104 und 2,6106 Schwingspielen auf.  
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Bei kugelgestrahlten Drahtproben traten Brüche durch das Versagensbild der Längsstu‐
fe  zwischen 7,8104 und 7,5106 Schwingspielen, der Überbelastung  zwischen 1,1106 
und 9,4106 Schwingspielen und an einer Probe aufgrund eines nichtmetallischen Ein‐
schlusses bei 1,2106 Schwingspielen auf. Aufgrund der vorliegenden Datenbasis  sind 
die  an  diesen  Proben  aufgetretenen  Schadensbilder  hinsichtlich  ihrer  schädigenden 
Wirkung als gleichwertig einzustufen. 
7.5.3 Bruchanalysen	an	Schraubendruckfedern	
Insgesamt wurden im Rahmen dieser Arbeit 95 dynamisch geprüfte Federproben einer 
Bruchanalyse  unterzogen.  Dabei  handelte  es  sich  ausschließlich  um  kugelgestrahlte 
Federproben. Neben  den  bereits  genannten  Schadensbildern  trat  oberhalb  von  107 
Schwingspielen das Schadensbild der Gefügeüberbelastung auf. Als Gefügeüberbelas‐
tung wird der Bruchanfang unter der Oberfläche an einem aufklaffenden Gefügebe‐
reich ohne erkennbare Fehlstellen wie z.B. Einschlüsse, Risse oder Kernfehler gesehen. 
Dieses Schadensbild wird  in der Federnindustrie auch als Matrixversagen bezeichnet. 
Die Brüche erfolgten ausschließlich unter 45° zur Drahtachse. 
Abbildung 7.19:  Gefügeüberbelastung, kugelge‐
strahlte Feder, N=18,6x106, 
Zentrum des aufklaffenden Ge‐
fügebereiches ohne erkennbare 
Materialfehlstelle 
Bei kugelgestrahlten Federproben traten Brüche durch das Versagensbild des nichtme‐
tallischen  Einschlusses  zwischen  4,3105  und  4,5107  Schwingspielen,  der Überbelas‐
tung  zwischen  3,4105  und  4,3107  Schwingspielen,  der  Längsstufe  zwischen  3,5105 
und  3,1107  Schwingspielen  und  des Matrixversagens  zwischen  1,2107  und  4,3107 
Schwingspielen auf. Mit Ausnahme des Schadensbildes des Matrixversagens sind auf‐
grund der  vorliegenden Datenbasis  an den  Federn  aufgetretene  Schadensbilder hin‐
sichtlich  ihrer  schädigenden Wirkung  als  gleichwertig einzustufen.  In diesem  Zusam‐
menhang  ist es nicht möglich, die  verschiedenen  Schadensbilder  (Ausnahme Matrix‐
versagen)  bestimmten  Schwingspielzahlbereichen  oder  Beanspruchungshorizonten 
zuzuordnen. 
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7.5.4 Zusammenfassung	der	Bruchanalysen	
Insgesamt wurden im Rahmen dieser Arbeit 156 gebrochene Drähte und 95 gebroche‐
ne  Schraubendruckfedern  einer  Bruchanalyse  unterzogen.  Die  verschiedenen  Scha‐
densbilder wurden in Tabelle 7.6 zusammengefasst. 
Tabelle 7.6:  Zusammenfassung der Bruchanalysen 
Versuchsart  gestrahlt 
ja/nein 
Schadensbild 
Überbelastung Längsstufe Einschluss Matrixversagen  Andere 
UBP  nein  36         
  ja  36    19    1 
TWP/TSP  nein  18  15      1 
  ja  21  5  1    3 
DSP  ja  25  61  3  3  3 
Die  Brüche  wurden  durch  verschiedene  Schadensmechanismen  hervorgerufen.  Bei 
umlaufbiegegeprüften Drähten wurde das Schadensbild der „Überbelastung“ und des 
„nichtmetallischen  Einschlusses“  festgestellt.  Bei  Proben,  die  dynamisch  torsionsge‐
prüft wurden, wurden neben den bereits genannten Schadensbildern zusätzlich Bruch‐
anfänge an „Längsstufen“ festgestellt. Bei Schraubendruckfedern kommt zusätzlich das 
Schadensbild  der  Gefügeüberbelastung  (Matrixversagen)  hinzu.  Folgende  Aussagen 
können getroffen werden: 
‐ Brüche aufgrund von Längsstufen treten ausschließlich bei auf Torsion belaste‐
ten Draht‐ und Federproben auf. 
‐ Brüche aufgrund nichtmetallischer Einschlüsse treten bei Umlaufbiegeprüfun‐
gen häufiger auf als bei dynamisch tordierten Drähten. 
‐ Das Schadensbild des nichtmetallischen Einschlusses und der Überbelastung 
traten bei Umlaufbiegeprüfungen auf gleichem Lasthorizont und gleichen 
Schwingspielzahlen auf (gleiche Auswirkungen durch verschiedene Versagens‐
mechanismen). 
Die  Auswertung  der  Bruchursachen  und  der  Bezug  zur  jeweiligen  Schwingspielzahl 
zeigte, dass es in dem hier abgeprüften Schwingspielzahlbereich N<107 keinen direkten 
Zusammenhang  zwischen  Schadensbild und erreichter  Schwingspielzahl  gibt. Die  ge‐
nannten  Schadensbilder werden  deshalb  in  dem  genannten  Schwingspielzahlbereich 
als gleichwertig bezüglich ihrer schädigenden Wirkung gesehen. 
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7.6 Bruchmechanische	Auswertung	nichtmetallischer	Einschlüsse	bei	Um‐
laufbiegeprüfungen	
Insgesamt wurden  19  Einschlussbrüche  aus  Umlaufbiegeprüfungen mit  Hilfe  der  in 
Abschnitt 4.3.4.7.4 beschriebenen Herangehensweise ausgewertet. Dabei wurden bei 
gleicher  geprüfter  Probenzahl  12  Einschlüsse  bei mit  350°C/60‘ wärmebehandelten 
Drähten und 7 Einschlüsse bei mit 420°C/30‘ wärmebehandelten Drähten festgestellt. 
a)  b) 
Abbildung 7.20:  Bruchmechanische  Auswertung  von  Einschlussbrüchen  a)  Schwingbreite  des  Span‐
nungsintensitätsfaktors b) Einschlussgröße 
Die ermittelten  Schwingbreiten der  Spannungsintensität KI,R=‐1  zeigen deutliche Ab‐
hängigkeit von der Wärmebehandlung der Drähte. Der Betrag der minimal feststellba‐
ren  Schwingbreite  der  Spannungsintensität  der  mit  420°C/30‘  wärmebehandelten 
Drähte lag mit 226 MPa mm1/2 über der der mit 350°C/60‘ wärmebehandelten Drähte 
(204 MPa mm1/2). Eine größere Toleranz gegenüber nichtmetallischen Einschlüssen  ist 
die Folge. Die erforderliche Spannungsamplitude über dem  jeweiligen Einschluss, die 
zum Versagen führen würde,  ist entsprechend höher. Darin kann auch der Grund ge‐
sehen werden, warum  bei mit  420°C/30‘ wärmebehandelten  Drähten weniger  Ein‐
schlussbrüche bei  ähnlichen  Lastspannungen und  Schwingspielzahlen  zu  verzeichnen 
waren als bei mit 350°C wärmebehandelten Drähten. 
Um eine Aussage über die statistische Verteilung der bruchgefährlichen Einschlüsse im 
Volumen treffen zu können, wurde eine statistische Auswertung der Einschlussbrüche 
durchgeführt.  In  diesem  Zusammenhang wurde  die  Logit‐Verteilung  verwendet. Die 
dafür erforderlichen Beziehungen sind Abschnitt 4.3.4.7.3 zu entnehmen. 
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Abbildung 7.21:  Einschlussbrüche im Wahr‐
scheinlichkeitsnetz der Logit‐
Verteilung 
  * ݔ௤௨௘௥ ݁݊ݐݏ݌ݎ݄݅ܿݐ	2ܽതതതത 
Die Logit‐Verteilung und nicht die Weibull‐Verteilung wurde verwendet, da deren Be‐
stimmtheitsmaß  (R²) bei Abtragung  im  jeweiligen Wahrscheinlichkeitsnetz größer als 
bei Anwendung der Weibull‐Verteilung war [Geo00]. Von einer unterschiedlichen Ver‐
teilung der Einschlüsse über dem Drahtquerschnitt war aufgrund des identischen Aus‐
gangsmaterials der unterschiedlich wärmebehandelten Drähte nicht auszugehen. Die 
Verteilungsfunktion der Einschlussbrüche wurde daher aus allen Einschlussbrüchen der 
beiden Wärmebehandlungsvarianten ermittelt. Durch die in Abbildung 7.21 dargestell‐
te Verteilung der bruchkritischen Einschlüsse wird definiert, mit welcher Wahrschein‐
lichkeit bei Prüfung eines Drahtes der vorhandene größte Einschluss 2ai kleiner als ein 
versagenskritischer Einschluss 2a ist. 
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8 Theoretische	Überlegungen,	Entwicklung	von	Methoden	
In den  folgenden Abschnitten wird zwischen der Übertragung zulässiger Spannungen 
und  der  Übertragung  bruchmechanischer  Kennwerte  unterschieden.  Aus  diesem 
Grund werden  in den Abschnitten 8.1 bis 8.5 die  jeweiligen statistisch ermittelten zu‐
lässigen  Spannungen ohne Berücksichtigung  von Brüchen aufgrund  von nichtmetalli‐
schen Einschlüssen betrachtet. Eine Übertragung der bruchmechanischen Kennwerte 
und  somit  eine  Berücksichtigung  von  nichtmetallischen  Einschlüsse  erfolgt  in  Ab‐
schnitt 8.6. 
8.1 Übertragung	dynamischer	Materialkennwerte	des	Drahtes	auf	Bauteil‐
kennwerte	der	Feder	(Übertragung	3)	
Die Übertragung  der  dynamischen Materialkennwerte  des Drahtes  auf  Bauteilkenn‐
werte der  Feder  (Übertragung 3, Kapitel 5) wird  vorangestellt, da  in diesem Zusam‐
menhang Betrachtungen durchgeführt werden, die in Abschnitt 8.3 benötigt werden. 
Um eine Übertragung der dynamischen Kennwerte des Drahtes auf Bauteilkennwerte 
einer zylindrischen Schraubendruckfeder mit beliebigem Wickelverhältnis w und belie‐
biger Windungszahl nf  zu  ermöglichen, muss der  statistische Größeneinfluss berück‐
sichtigt werden.  
Der  verformungsmechanische  und  der  bruchmechanische Größeneinfluss  können  in 
diesem  Zusammenhang  aufgrund  der  hohen  Zugfestigkeit  der  betrachteten  Drähte 
vernachlässigt werden (vgl. Abschnitt 4.3.4.5). 
Betrachtet werden die in Abschnitt 6.2 beschriebenen Draht‐und Federproben. 
8.1.1 Statistischer	Größeneinfluss	
Zur Beschreibung des statistischen Größeneinflusses müssen Betrachtungen zur hoch‐
belasteten Oberfläche der Draht‐ und Federproben durchgeführt werden. Auf Betrach‐
tungen des hochbelasteten Werkstoffvolumens wird an dieser Stelle verzichtet, da bei 
den untersuchten Drähten und Federn überwiegend Brüche ausgehend von der Ober‐
fläche festgestellt wurden. Brüche mit Ausgang unterhalb der Oberfläche an nichtme‐
tallischen Einschlüssen werden in Abschnitt 8.6 betrachtet. 
Für die Bestimmung der Manteloberfläche des Drahtes ADraht dient die nachfolgende 
Gleichung: 
ܣ஽௥௔௛௧ ൌ ߨ ∙ ݀ ∙ ݈஽௥௔௛௧  8.1 
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Die hochbelastete Oberfläche der Feder  ist abhängig von der Schubspannungsvertei‐
lung  über  dem Drahtumfang  (,  r=ra)  (vgl.  Abbildung 4.6)  und  der Drahtlänge  der 
federnden Windungen. Beide Größen, die  Schubspannungsverteilung und die Draht‐
länge, hängen bei konstanter Zahl federnder Windungen vom Wickelverhältnis w der 
Feder ab. 
a) b) 
Abbildung 8.1:  Torus a) geometrische Größen b) Bereich der hochbelasteten Drahtoberfläche  in der 
Feder (rot)  
Berücksichtigt  werden  kann  dies  mit  Hilfe  des  Spannungsbeiwertes  k  (vgl.  Abbil‐
dung 8.1 b). Für eine mathematische Beschreibung des Spannungsverlaufes über dem 
Drahtquerschnitt wurde eine durch den  Spannungsbeiwert  k beschriebene quadrati‐
sche  Gleichung  verwendet.  Deren  Koeffizienten  werden  durch  drei  ausgezeichnete 
Punkte  (Windungsinnenseite:  k, Windungsseitenfläche:  1; Windungsaußenseite:  1/k) 
definiert. 
ݕሺݔሻ ൌ ݇ሺݔሻ ൌ ܽݔଶ ൅ ܾݔ ൅ ܿ  mit  ܽ ൌ ݇2ݎ௔ଶ ൅
1
2݇ݎ௔ଶ െ
1
ݎ௔ଶ  8.2 
    ܾ ൌ െ ݇2ݎ௔ ൅
1
2݇ݎ௔ 
    ܿ ൌ 1 
Durch Ersetzen von x durch x=rcos kann für verschiedene Winkel  und für verschie‐
dene Abstände r ausgehend von der Drahtmitte der Spannungsbeiwert k(r,) ermittelt 
werden. 
݇ሺݎ, ߮ሻ ൌ ܽ ∙ ݎଶ ∙ ܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾ ∙ ݎ ∙ ܿ݋ݏ߮ ൅ ܿ  8.3 
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Die  lokal vorhandene Torsionsspannung l(r,) ergibt  sich unter Voraussetzung einer 
mit  steigendem Radius  r  linear  zunehmenden Torsionsnennspannung t,nenn nach  fol‐
gender Gleichung. 
߬௟ሺݎ, ߮ሻ ൌ ሺܽ ∙ ݎଶ ∙ ܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾ ∙ ݎ ∙ ܿ݋ݏ߮ ൅ ܿሻ ∙ ݎݎ௔ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  8.4 
Für die Ermittlung der hochbelasteten Oberfläche einer Feder sollen nachfolgend zwei 
Rechenansätze vorgestellt werden. 
Rechenansatz 1: 
Für die Berechnung der hochbelasteten Oberfläche der Feder wird vereinfachend die 
Beziehung zur Bestimmung der Oberfläche eines Torus herangezogen (Gleichung 8.5). 
Als maßgebend für die Betrachtungen wird der Bereich der Oberfläche angesehen, bei 
dem 95% der Maximalspannung der Windungsinnenseite der Feder nicht unterschrit‐
ten wird. 
ܣை ൌ න න ݎ ∙ ሾݎ	ܿ݋ݏሺ݌ሻ ൅ ܴሿ ∙ ݀݌݀ݐ
௣మ
௣భ
௧మ
௧భ
   
ൌ ሺݐଶ െ ݐଵሻ ∙ ሾݎଶ ∙ ሺݏ݅݊ ݌ଶ െ sin ݌ଵሻ ൅ ݎ ∙ ܴ ∙ ሺ݌ଶ െ ݌ଵሻሿ  8.5
Die  in  Gleichung  8.5  verwendeten  geometriebeschreibenden  Größen  sind  in  Abbil‐
dung 8.1 a und b definiert. Hinzu  kommen  in Abbildung 8.1 b der Verlauf des  Span‐
nungsbeiwertes  k  über  den  Drahtquerschnitt  und  der  Bereich  der  hochbelasteten 
Oberfläche in der Feder (rot). 
Für die Anwendung auf den statistischen Größeneinfluss nach Gleichung 4.99 gilt, dass 
jeweils Oberflächenbereiche konstanter Spannung betrachtet werden. Dies  ist bei der 
hochbelasteten Federoberfläche mit Spannungen  zwischen 100% und 95% der Maxi‐
malspannung  an  der Windungsinnenseite  der  Feder  nicht  der  Fall.  Die  berechnete 
Überlebenswahrscheinlichkeit  würde  dann  entsprechend  Gleichung 4.97  für  diese 
Oberfläche bei Verwendung der Maximalspannung zu niedrig bestimmt werden. Hin‐
gegen wird bei dieser Rechnung der Oberflächenbereich, bei dem weniger als 95% der 
Maximalspannung vorliegt und ebenfalls eine Überlebenswahrscheinlichkeit Pü<1 auf‐
weist, nicht berücksichtigt. 
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Für die Bestimmung der Winkel p1 und p2 in Gleichung 8.5 ist folgende Beziehung mit 
=0,95 und r=ra nach  aufzulösen. 
݇ሺݎ, ߮ሻ ൌ ܽ ∙ ݎଶ ∙ ܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾ ∙ ݎ ∙ ܿ݋ݏ߮ ൅ ܿ ൌ ߥ ∙ ݇  8.6 
Es gilt =p1,2 : 
݌ଵ ൌ ߨ െ ܽݎܿܿ݋ݏ ቆ12 ∙
ܾ ൅ √ܾଶ െ 4ܽܿ ൅ 4ܽ ∙ ߥ ∙ ݇
ܽ ∙ ݎ௔ ቇ  8.7 
݌ଶ ൌ 2ߨ െ ݌ଵ 
8.8 
Dabei ist  der Anteil der Maximalspannung (=0,95). 
Die Größen p1 und p2 sind anschließend in Gleichung 8.5 mit t1=0 und t2=2 sowie R als 
mittlerer Windungsradius  (R=Dm/2) und  r als Drahtradius  (r=d/2) einzusetzen. Als Er‐
gebnis folgt die hochbelastete Drahtoberfläche einer Windung AW. Durch Multiplikati‐
on der hochbelasteten Drahtoberfläche einer Windung mit der vorhandenen Zahl der 
federnden Windungen nf ergibt sich die hochbelastete Oberfläche der jeweils betrach‐
teten Feder AF. Für die in dieser Arbeit betrachteten Drähte und Federn lassen sich so 
die in Tabelle 8.1 dargestellten Größen berechnen. 
Tabelle 8.1:   Rechengrößen zum statistischen Größeneinfluss nach Rechenansatz 1 
  d in 
mm 
r in 
mm 
w  R in 
mm 
p1  p2  Aw in 
mm² 
nf  AF in 
mm2 
Draht  3,7  1,85     ‐  ‐  ‐  ‐  3487 
G1  3,7  1,85  6  11,1  2,431  3,853  155,4  4,8  746 
G2  3,7  1,85  3,7  6,85  2,588  3,694  65,4  4,8  314 
Rechenansatz 2: 
Werden  numerische  Verfahren  eingesetzt,  kann  zur  Ermittlung  der  hochbelasteten 
Oberfläche AF auch das Spannungsintegral 
න ݃௞ೢሺݔ, ݕ, ݖሻ݀ܣ
஺
  8.9 
verwendet werden  (vgl. Abschnitt 4.3.4.5). Grundlage  dafür  bildet  die Gleichung  8.3 
mit r=ra=d/2. Es folgt: 
ܣி ൌ න ቈܽ ∙ ݎ
ଶ ∙ ܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾ ∙ ݎ ∙ ܿ݋ݏ߮ ൅ ܿ
݇ ቉
௞ೢ
݀ܣ
஺
  8.10 
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Die differentielle Oberfläche wird anschließend ersetzt durch: 
݀ܣ ൌ ݎ ∙ ݈ி ∙ ݀߮  8.11
Dabei ist lF die Länge des Drahtes in der Feder. Nach Einsetzen ergibt sich: 
ܣி ൌ ݎ ∙ ݈ி න ቈܽ ∙ ݎ
ଶ ∙ ܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾ ∙ ݎ ∙ ܿ݋ݏ߮ ൅ ܿ
݇ ቉
௞ೢ
݀߮
ଶగ
଴
  8.12
Für die Berechnung wird ein Weibull‐Exponent  kw  verwendet, der direkt  aus Dauer‐
schwingversuchen an Federgeometrie G1 ermittelt wurde (vgl. Abschnitt 4.3.4.5). Die‐
ser beträgt  im Mittel kw=16,6. Das Ergebnis dieser Gleichung entspricht einer schädi‐
gungsäquivalenten mit  der Maximalspannung  beanspruchten  Oberfläche.  Die  span‐
nungsäquivalente Oberfläche wurde für verschiedene Drahtdurchmesser 3 < d < 12 für 
eine Drahtlänge von  l=lF= 300 mm  in Abbildung 8.2 dargestellt. Die  in einer Feder mit 
der Drahtlänge  lF  vorhandene  spannungsäquivalente Oberfläche AF  kann  durch  eine 
einfache Verhältnisgleichung 
ܣ
݈ ൌ
ܣி
݈ி   8.13
ermittelt werden. Die Drahtlänge  lF entspricht dabei dem Produkt aus dem mittleren 
Windungsumfang (Dm) und der Anzahl der federnden Windungen nF. 
 
Abbildung 8.2:   spannungsäquivalente Ober‐
fläche A nach Gleichung 8.12 
mit l=lF (detaillierter in An‐
hang B) 
Durch Abbildung 8.2 wird verdeutlicht, dass natürlich die spannungsäquivalente Ober‐
fläche  vom  jeweiligen Drahtdurchmesser d  abhängig  ist. Weiterhin nimmt die  span‐
nungsäquivalente  Oberfläche  mit  steigendem  Spannungsbeiwert  k  und  dem  damit 
verbundenen größeren Spannungsgefälle ausgehend von der Windungsinnenseite der 
Feder ab. Für einen geraden Draht, d.h.  für k=1, ergibt  sich der durch Gleichung 8.1 
berechenbare Wert der spannungsäquivalenten Oberfläche. Die spannungsäquivalente 
Oberfläche  ist  neben  den  geometriebeschreibenden Größen wie w  und  d  auch  von 
dem  verwendeten  Weibull‐Exponenten  kW  abhängig.  Mit  zunehmendem  Weibull‐
Exponenten kW reduziert sich die spannungsäquivalente Oberfläche. 
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Tabelle 8.2:   Rechengrößen zum statistischen Größeneinfluss nach Rechenansatz 2 
  d in mm  w  A in mm²  lF in mm  AF in mm² 
Draht  3,7   3487  300  3487 
G1  3,7  6  771  334  859 
G2  3,7  3,7  595  206  409 
Die durch Rechenansatz 2 ermittelten hochbelasteten (spannungsäquivalenten) Ober‐
flächen der Federn sind zwischen 14 und 30% größer als bei Rechenansatz 1. Dies er‐
scheint  zunächst  viel,  relativiert  sich aber bei Betrachtung  von Gleichung 4.105. Das 
Verhältnis zweier hochbelasteter Oberflächen wird mit 1/kW potenziert, wodurch sich 
die  Auswirkungen  einer  veränderten  hochbelasteten Oberfläche  auf  die  statistische 
Stützzahl ebenfalls reduzierten. 
Welcher Anteil von der Maximalspannung () den Bereich der hochbelasteten Oberflä‐
che  bei  Rechenansatz  1  (vgl.  Abbildung 8.1)  für  verschiedenen Weibull‐Exponenten 
begrenzen muss, um identische hochbelastete Oberflächen wie aus Rechenansatz 2 zu 
erhalten, soll durch Abbildung 8.3 verdeutlicht werden. 
 
Abbildung 8.3:   Anteil der Maximalspannung 
(Variation kW) 
Für den im Rahmen dieser Arbeit verwendeten Weibull‐Exponenten kW=16,6 liegen die 
Werte für  für die hier betrachteten Federn mit w=3,7 und w=6,0 zwischen 0,92 und 
0,94. Mit steigendem Weibull‐Exponenten erhöhen sich die Werte für . 
Die Unterschiede  zwischen den aus beiden Rechenansätzen ermittelten  statistischen 
Stützzahlen sind < 1,6%. Um auf numerische Verfahren bei der Bestimmung des statis‐
tischen Größeneinflusses verzichten  zu können, beziehen  sich die nachfolgenden Be‐
trachtungen auf den erstgenannten Ansatz. 
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8.1.2 Zulässige	Spannungen	bei	Berücksichtigung	des	statistischen	Größen‐
einflusses	
Durch Gleichung 4.99 kann der  statistische Größeneinfluss unter Verwendung der  in 
Tabelle 8.1 berechneten hochbelasteten Oberfläche der Feder bestimmt werden. Für 
die Berechnung wurde ebenfalls ein Weibull‐Exponent kw=16,6 verwendet. 
Da die statistische Stützziffer nst den Zusammenhang zwischen Festigkeitswerten einer 
Probe mit der Oberfläche Ap und Festigkeitswerten des Bauteils mit der Oberfläche ABt 
beschreibt,  ist zunächst eine Probenoberfläche  (Referenzoberfläche)  festzulegen. Das 
Ziel dieser Betrachtungen  ist eine Übertragung der am Draht abgeprüften Festigkeits‐
werte auf die der Feder. Folglich wird die Oberfläche des Drahtes als Probenoberfläche 
Ap definiert. Für die statistische Stützzahl des Drahtes ergibt sich somit nst Draht=1. Für 
die Federgeometrie G1 ergibt sich nach Gleichung 4.99 nst G1=1,097 und für Federgeo‐
metrie G2 nst G2=1,156. Der  verformungsmechanische Größeneinfluss und der bruch‐
mechanische  Größeneinflüsse werden  aufgrund  der  geringen  Auswirkungen  auf  die 
Gesamtstützzahl  (nvm=nbm1)  infolge der hohen Zugfestigkeit der  Federstähle  in die‐
sem  Zusammenhang nicht berücksichtigt  (vgl. Abschnitt  4.3.4.5). Dadurch  entspricht 
die jeweilige statistische Stützzahl auch der Gesamtstützzahl (nDraht=nst Draht; nG=nst G). 
In  Abhängigkeit  vom  Verhältnis  der  betrachteten  Oberflächen  kann  die  statistische 
Stützzahl auch Werte <1 annehmen. Dies ist der Fall, wenn die Oberfläche des Bauteils 
ABt größer  ist als die der Probe Ap. Zu erwarten  ist dies vor allem bei Federn mit gro‐
ßem Drahtdurchmesser d, großem Wickelverhältnis w und großer Zahl federnder Win‐
dungen nf. 
Der Zusammenhang zwischen der zulässigen Spannungsamplitude des Drahtes kA,Draht 
und der  zulässigen  Spannungsamplitude der  Feder  kA,Feder  kann durch nachfolgende 
Gleichung beschrieben werden. 
߬௞஺,ி௘ௗ௘௥ ൌ ߬௞஺,஽௥௔௛௧݊஽௥௔௛௧ ∙ ݊ீ   8.14 
Das Ergebnis dieser Betrachtungen wurde  in Abbildung 8.4 mit normierten Spannun‐
gen  zusammengefasst.  Eine Normierung wurde  durchgeführt,  da  die  dynamisch  ge‐
prüften  Drähte  und  Federn  jeweils  mit  verschiedenen  Wärmebehandlungsregimen 
behandelt wurden und  sich  abhängig davon  jeweils unterschiedliche  zulässige  Span‐
nungsamplituden  ergaben.  Dargestellt  sind  die  normierten  zulässigen  Spannungs‐
amplituden kA,norm der untersuchten Federn der Geometrie G1 und G2 für 106 und 107 
Schwingspiele. 
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Als  Normierungsgröße  dienten  die  am  geraden  Draht  abgeprüften  zulässigen  Span‐
nungen der  jeweiligen Schwingspielzahl und Wärmebehandlung. Obwohl ein gerader 
Draht natürlich ein unendlich großes Wickelverhältnis aufweist, wurden dessen Ergeb‐
nisse ebenfalls über dem Wickelverhältnis aufgetragen. Dies war möglich, da eine Fe‐
der mit einem Wickelverhältnis w=15,4 mit nf=4,8 die gleiche hochbelastete Oberflä‐
che aufweist wie ein gerader Draht der Länge  l=300 mm  (Prüflänge). Der statistische 
Größeneinfluss wird daher korrekt abgebildet.  
 
Abbildung 8.4:  Vergleich zwischen berechneten 
und experimentell ermittelten 
normierten Festigkeitswerten für 
106 und 107 Schwingspiele an 
Federn mit w=3,7 und w=6,0 
Mit Hilfe der Rechnung werden für die Federn konservative Spannungen abgeschätzt. 
Die absoluten Abweichungen der zulässigen Spannungsamplituden sind <45 MPa. 
Wie  groß  die  Auswirkungen  des  statistischen  Größeneinflusses  bei  Federn mit  ver‐
schiedenem Wickelverhältnis und verschiedener Windungszahl auf die zulässige Span‐
nungsamplitude ist, soll durch Abbildung 8.5 verdeutlicht werden. 
Für  die  Betrachtungen  wurde  die  zulässige  Spannungsamplitude  kA  normiert.  Als 
Normierungsgröße wurden die Ergebnisse der Dauerschwingversuche der Geometrie 
G1_350 und G1_420 mit w=6 und n=nf_ref=4,8 verwendet. 
Abbildung 8.5:  normierte zulässige Spannungs‐
amplitude kA,norm bei Berücksich‐
tigung des statistischen Größen‐
einflusses für Federn mit unter‐
schiedlichem Wickelverhältnis und 
unterschiedlicher Windungszahl 
Deutlich  zu erkennen  ist der bei kleiner werdendem Wickelverhältnis w vorhandene 
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Drahtoberfläche der Feder und der damit verbundenen größeren statistischen Stützzif‐
fer nst . Hinzu kommt ein weiterer Anstieg der zulässigen Spannungsamplitude bei glei‐
chem Wickelverhältnis bei Halbierung der Zahl der federnden Windungen nf=1/2 nf_ref 
durch eine weitere Verkleinerung der hochbelasteten Oberfläche. Entsprechend redu‐
ziert sich bei Verdopplung der Zahl der federnden Windungen nf=2 nf_ref bei gleichem 
Wickelverhältnis die zulässige Spannungsamplitude. Für den Vergleich von Federn mit 
unterschiedlichem Wickelverhältnis,  aber  gleicher  Anzahl  an  federnden Windungen, 
wurde eine gute Übereinstimmung zwischen den aus dem statistischen Größeneinfluss 
berechneten und den über k´ abgeschätzten zulässigen Spannungen für Wickelverhält‐
nisse w zwischen 4 und 8 festgestellt. 
Die zusätzlich  in Abbildung 8.5 eingetragenen Werte kA,DSV wurden aus den durchge‐
führten Ergebnissen der Dauerschwingversuche ermittelt. Für die statistische Auswer‐
tung [Den75] wurde die minimal erreichte Schwingspielzahl von jeweils zwei geprüften 
Federn bestimmt. Auf diese Weise wurde die Veränderung der zulässigen Spannungs‐
amplitude kA der betrachteten Federn bei Verdopplung der Zahl der federnden Win‐
dungen  nf  abgeschätzt.  Die  zulässige  Spannungsamplitude  kA  für  eine  Feder  mit 
nf=2 nf_ref, die mit Hilfe der  vorgeschlagenen Methode berechnet wurde, weicht um 
maximal  7 MPa  von  dem  experimentell  ermittelten Wert  für  kA  ab. Dies  entspricht 
einem Fehler von unter 2%. 
Ebenfalls  können  mit  Hilfe  dieser  Methode  synthetische  Goodman‐Diagramme  auf 
Grundlage  weniger  Dauerschwingversuche  abgeleitet  werden.  Die  exemplarische 
Rechnung wurde für Federn mit einem Wickelverhältnis w=6 durchgeführt, wobei die 
Anzahl der federnden Windungen nicht variiert wurde.  
Abbildung 8.6:  Synthetisches Good‐
man‐Diagramm 
Die  in Abbildung 8.6 dargestellten und  auf Basis der markierten Versuchspunkte be‐
rechneten  Goodman‐Diagramme  für  die  Drahtdurchmesser  d=1 mm  und  d=10 mm 
(durchgezogen) wurden im Vergleich zu den in [DIN13906/1] enthaltenem Festigkeits‐
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schaubild  (gepunktet)  für kugelgestrahlte Schraubendruckfedern aus Draht der Sorte 
TD dargestellt. Die Unterschiede  zwischen Rechnung und Experiment  sind gering. Es 
besteht  somit  die Möglichkeit,  auf  Basis weniger Dauerschwingversuche  an  Schrau‐
bendruckfedern aus einem mittleren Drahtdurchmesser (Beispiel d=3,0 mm), die in der 
Norm [DIN13906/1] enthaltenen und veralteten Dauerfestigkeitsschaubilder mit redu‐
ziertem Versuchsaufwand zu erneuern. 
Sollen bereits abgeprüfte zulässige Spannungsamplituden einer Feder 1 (w1, d1, nf1) mit 
einer Gesamtstützzahl nG1 auf eine Feder 2 (w2, d2, nf2) mit einer Gesamtstützzahl nG2 
übertragen werden, kann folgende Gleichung verwendet werden: 
߬௞஺,ி௘ௗ௘௥	ଶ ൌ ݊ீଶ݊ீଵ ∙ ߬௞஺,ி௘ௗ௘௥	ଵ  8.15 
Die Gesamtstützzahlen nG1 und nG2 sind dabei geometrieabhängige Werte und können 
mit Hilfe des Abschnittes 8.1.1 berechnet werden. 
݊ீଵ ൌ ݂൫ݓଵ, ݀ଵ, ݊௙ଵ൯  8.16 
݊ீଶ ൌ ݂൫ݓଶ, ݀ଶ, ݊௙ଶ൯  8.17 
Um eine Übertragung zu ermöglichen, müssen gleiche oder ähnliche Fertigungstechno‐
logien und Drahtausgangsmaterialien für beide Federn vorliegen. 
Der Vorteil der  vorgestellten Methode  liegt  in der Berücksichtigung des  statistischen 
Größeneinflusses. Auf diese Weise können nicht nur Unterschiede  im Wickelverhältnis, 
sondern  auch  Unterschiede  in  der  Anzahl  der  federnden Windungen  und  im  Draht‐
durchmesser bei der Auslegung der Federn berücksichtigt werden. Hinzu kommt eine 
Möglichkeit zur Berücksichtigung der Fehlstellenverteilung über den experimentell er‐
mittelbaren Weibull‐Exponenten kw (vgl. Abschnitt 4.3.4.5). 
8.2 Betrachtungen	zur	Übertragbarkeit	von	Ergebnissen	aus	Umlaufbiege‐
prüfungen	auf	Torsionswechselprüfungen	(Übertragung	1)	
Die Kenntnis über das Verhältnis  zwischen der Torsionswechselfestigkeit  W und der 
Biegewechselfestigkeit bW ist entscheidend, um eine Übertragung der aus Umlaufbie‐
geprüfungen ermittelten zulässigen Spannungsamplitude auf die bei wechselnder Tor‐
sion  vorhandene  zulässige  Spannungsamplitude  durchführen  zu  können.  In  den  fol‐
genden  Abschnitten werden  deshalb  phänomenologische  und  theoretische  Betrach‐
tungen zu diesem Verhältnis angestellt. 
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8.2.1 Phänomenologische	Betrachtungen	zur	Übertragbarkeit	
Die durch Umlaufbiegeprüfungen und Torsionswechselprüfungen ermittelten  zulässi‐
gen Spannungen  (bW, W) werden durch die vorhandenen Oberflächenrauheiten be‐
einflusst  (vgl. Abschnitt  4.3.4.4). Da  sich  diese  abhängig  von  der Beanspruchungsart 
(Normalspannung, Schubspannung) unterschiedlich stark auf die zulässigen Beanspru‐
chungen  auswirken,  ist  es  zunächst  erforderlich,  die  abgeprüften Werte  der  Biege‐
wechselfestigkeit  und  Torsionswechselfestigkeit  in Werte  der  Biegewechselfestigkeit 
bW,pol bzw. Schubwechselfestigkeit W,pol der polierten Probe zu überführen. Die dafür 
erforderlichen Oberflächenfaktoren KR  können abhängig  von der  vorliegenden Bean‐
spruchung nach Gleichung 4.81 bzw. 4.82 bestimmt werden. 
ߪ௕ௐ,௣௢௟ ൌ ߪ௕ௐ ܭோ,ఙ⁄   8.18
ௐ,௣௢௟ ൌ ߬ௐ ܭோ,ఛ⁄   8.19
Die Werte der Biegewechselfestigkeit bW,pol  sowie der  Schubwechselfestigkeit  W,pol 
der polierten Proben ergeben sich dann nach Gleichung 8.18 bzw. 8.19. 
In Abbildung 8.7 wurden für Schwingspielzahlen zwischen 105 und 107 die Verhältnisse 
zwischen  den  Torsionswechselfestigkeiten  W,pol  und  den  Biegewechselfestigkeiten 
bW,pol aufgetragen. Grundlage dafür bilden die in Abschnitt 7.4.1 und 7.4.2 vorgestell‐
ten Ergebnisse aus Umlaufbiegeprüfungen und Torsionswechselprüfungen. 
Bei den nicht  kugelgestrahlten dynamisch geprüften Drähten  reduziert  sich mit  stei‐
gender  Schwingspielzahl  das Verhältnis  W,pol/bW,pol  von  0,67‐0,76  bei  105  Schwing‐
spielen auf 0,54‐0,55 bei 107 Schwingspielen. Die Abnahme erfolgt dabei zwischen 106 
und 107 Schwingspielen deutlich  langsamer als zwischen 105 und 106 Schwingspielen 
(vgl.  Abbildung 8.7).  Bei  kugelgestrahlten  Drähten  hingegen  bleibt  das  Verhältnis 
W,pol/bW,pol  relativ  konstant  und  liegt  bei  beiden  Wärmebehandlungsvarianten  im 
untersuchten Schwingspielzahlbereich zwischen 0,61 und 0,68. Die Eigenspannungsre‐
laxation  infolge der wechselnden Torsionsbeanspruchung bei den mit 420°C/30‘ wär‐
mebehandelten  Drähten  wurde  bei  diesen  Betrachtungen  bereits  berücksichtigt 
(vgl. Abschnitt 7.3.2). 
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Abbildung 8.7:  Verhältnis  W,pol/bW,pol  zwischen
105 und 107 Schwingspielen  
In Abschnitt 7.2.1 und 7.2.2 wurde gezeigt, dass  für statische Materialkennwerte aus 
Torsions‐  und  Zugversuchen  an  ölschlussvergüteten  Drähten  unabhängig  von  der 
Wärmebehandlung  die  Gestaltänderungshypothese  Gültigkeit  besitzt.  Das  dadurch 
vorgegebene Verhältnis  von 1/3  (0,577)  gilt  für dynamische Materialkennwerte of‐
fensichtlich  nur  bedingt  (vgl. Abbildung 8.7).  Das  Verhältnis  zwischen  Torsionswech‐
selfestigkeit  und  Biegewechselfestigkeit  nimmt  mit  zunehmender  Schwingspielzahl 
kontinuierlich ab. 
ௐ ൌ ߬ௐ,௣௢௟ ∙ ܭோ,ఛ  8.20 
Werden  aus  den Werten  der  Biegewechselfestigkeit  der  polierten  Probe  unter  Ver‐
wendung des Verhältnisses 1/3 die Werte der Torsionswechselfestigkeit der polierten 
Probe  ermittelt  und  anschließend  durch  Gleichung 8.20  auf  Torsionswechselfestig‐
keitswerte der rauen Probe übertragen, ergeben sich die  in Abbildung 8.8 dargestell‐
ten  Verhältnisse  der  Torsionswechselfestigkeiten  zwischen  Rechnung  W,Rechnung  und 
Versuch  W,Versuch. Werte  kleiner  als  eins  entsprechen  dabei  einer  konservativen Ab‐
schätzung der Torsionswechselfestigkeitswerte aus Ergebnissen der Umlaufbiegeprü‐
fung. 
Abbildung 8.8:  Verhältnis zwischen 
W,Rechnung/W,Versuch bei Verwen‐
dung von 1/3 als Verhältnis von 
W,pol/bW,pol 
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Deutliche Abweichungen  zwischen den  aus Umlaufbiegeprüfungen berechneten und 
versuchstechnisch  ermittelten  Werten  der  Torsionswechselfestigkeit  liegen  bei  105 
Schwingspielen vor. Das Verhältnis liegt dort zwischen 0,76 und 0,85. Im Schwingspiel‐
zahlbereich zwischen 106 und 107 hingegen erhöht sich das ermittelte Verhältnis und 
liegt zwischen 0,91 und 1,07. Bei kugelgestrahlten Drähten bleibt das Verhältnis stets 
kleiner eins. 
Werden  Einflüsse  der  rauen  Oberfläche  nicht  berücksichtigt,  ergeben  sich  deutlich 
größere Abweichungen zwischen Rechnung und Versuch. Es ist deshalb zwingend not‐
wendig, dies bei der Ermittlung der Torsionswechselfestigkeitswerte aus Biegewech‐
selfestigkeitswerten zu berücksichtigen. 
8.2.2 Betrachtungen	zur	Übertragbarkeit	von	Ergebnissen	aus	Umlaufbie‐
geprüfungen	auf	Torsionswechselprüfungen	mit	Hilfe	verschiedener	
Festigkeitshypothesen	
In diesem Abschnitt wird untersucht, inwiefern die verschiedenen in Tabelle 4.3 (S.26) 
aufgeführten  Kriterien  zur  Beschreibung  des  dynamischen  Verhaltens  metallischer 
Werkstoffe für die Übertragung von Festigkeitswerten aus Umlaufbiegeprüfungen auf 
Festigkeitswerte aus Torsionswechselprüfungen geeignet sind. Eine Eignung  liegt vor, 
wenn bei Auftragung der jeweiligen Vergleichsspannungsamplitude der Festigkeitswer‐
te aus Umlaufbiegeprüfungen und Torsionswechselprüfungen (A; oct,A) über der mitt‐
leren  bzw.  maximal  vorhandenen  hydrostatischen  Spannung  (pm; pmax)  ein  linearer 
Zusammenhang vorhanden ist. 
In gleicher Weise, wie in Abschnitt 8.2.1 müssen zunächst mit Hilfe von Gleichung 8.18 
bzw. 8.19 die Biegewechselfestigkeit sowie die Torsionswechselfestigkeit  der polierten 
Proben  aus  den  schwingspielzahlabhängigen Werten  der  Biegewechselfestigkeit bW 
und Torsionswechselfestigkeit W ermittelt werden. 
Tabelle 8.3:  Rechengrößen der genannten Hypothesen 
Biegung  Torsion 
߬௢௖௧,஺ ൌ √2 3⁄ ∙ ൫ߪ௕ௐ,௣௢௟൯  8.21 ߬௢௖௧,஺ ൌ √2 3⁄ ∙ ൫3߬ௐ,௣௢௟ଶ൯
భ
మ  8.22
߬஺ ൌ 1 2 ∙⁄ ൫ߪ௕ௐ,௣௢௟൯  8.23 ߬஺ ൌ ߬ௐ,௣௢௟  8.24
݌௠ ൌ 2 3 ∙⁄ ߪாௌ  8.25 ݌௠ ൌ 2 3 ∙⁄ ߪாௌ  8.26
݌௠௔௫ ൌ 1 3 ∙⁄ ൫2ߪாௌ ൅ ߪ௕ௐ,௣௢௟൯  8.27 ݌௠௔௫ ൌ 2 3 ∙⁄ ߪாௌ  8.28
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Die  in Tabelle 8.3  vorhandenen Gleichungen ergeben  sich aus den  in Tabelle 4.2  ge‐
nannten Vergleichsspannungshypothesen unter Verwendung der Invarianten I1 und J2 
aus Abschnitt 4.2.5.3. 
Beim Kriterium nach Sines wird die Octaederschubspannungsamplitude oct,A über der 
mittleren  während  eines  Schwingspiels  vorhandenen  hydrostatischen  Spannung  pm 
aufgetragen. Bei dem Kriterium nach Crossland wird ebenfalls die Octaederschubspan‐
nungsamplitude oct,A verwendet. Diese wird  im Gegensatz zu Sines über der maximal 
während  eines  Schwingspiels  vorhandenen hydrostatischen  Spannung pmax  aufgetra‐
gen. Bei dem Kriterium nach Dang Van wird die Schubspannungshypothese verwendet. 
Die Schubspannungsamplitude A wird, wie auch bei Crossland, über der während ei‐
nes Schwingspiels maximal vorhandenen hydrostatischen Spannung pmax aufgetragen. 
Auf diese Weise können durch Umlaufbiegeprüfungen an nicht kugelgestrahlten und 
kugelgestrahlten Drähten die eine Gerade beschreibenden Parameter  und oct,a bzw. 
a ermittelt werden  (vgl. Tabelle 4.3). Werden nun die bei wechselnder Torsionsprü‐
fung  vorhandenen mittleren  bzw. maximalen  hydrostatischen  Spannungen  in  diese 
Geradengleichung eingesetzt, ergeben sich die zulässigen Schubspannungsamplituden 
für wechselnde Torsion (oct,A; A). Abhängig vom verwendeten Kriterium können diese 
nach Gleichung 8.22 bzw. 8.24  in eine Torsionswechselfestigkeit der polierten Probe 
W,pol überführt werden. Mit Gleichung 8.20 erfolgt anschließend die Übertragung auf 
die Torsionswechselfestigkeit der rauen Probe W. 
Da Aufgrund  des  großen Verhältnisbereiches  0,54 < W/bW < 0,76  für  nicht  kugelge‐
strahlte Drähte ein geeignetes Kriterium voraussichtlich nicht existiert, beziehen  sich 
die folgenden Betrachtungen nur auf kugelgestrahlte Drähte. 
a) 
 
b) 
Abbildung 8.9:  Verhältnis zwischen W,Rechnung/W,Versuch bei Verwendung der Kriterien nach Sines, 
Crossland und Dang Van für a) 350°C/60‘ wärmebehandelte Drähte b) 420°C/30‘ wär‐
mebehandelte Drähte 
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Das Verhältnis zwischen den aus Umlaufbiegeprüfungen berechneten und den durch 
Versuche ermittelten Torsionswechselfestigkeiten  ist bei Verwendung des Kriteriums 
nach Crossland mit 1,00 bis 1,16 größtenteils über einem optimalen Wert von 1. Deut‐
lich bessere Ergebnisse liefern mit einem Verhältnis zwischen 0,85 und 1,00 die Krite‐
rien nach Sines und Dang Van. Bei diesen beiden Kriterien werden ausschließlich kon‐
servative  Spannungen  berechnet, was  positiv  im  Sinne  einer  sicheren  Auslegung  zu 
bewerten ist. Tendenziell liefert das Kriterium nach Dang Van die genaueren Ergebnis‐
se. Es  ist deshalb  für eine Übertragung  (Übertragung 1) der dynamischen Kennwerte 
aus Umlaufbiegeprüfungen auf Kennwerte bei wechselnder Torsion zu bevorzugen. 
8.3 Abschätzung	der	Mittelspannungsempfindlichkeit	M	(Übertragung	2)	
Die Mittelspannungsempfindlichkeit des  jeweiligen Materials wird benötigt, um eine 
Übertragung der Torsionswechselfestigkeitskennwerte W (bei m=0 MPa) des Drahtes 
auf eine  zulässige  Torsionsspannungsamplitude  im  schwellenden  Torsionsbereich  kA 
zu ermöglichen (Übertragung 2, Abbildung 5.2). Dies ist notwendig, da auch der Draht 
in der dynamisch belasteten Feder einer schwellenden Torsionsbeanspruchung unter‐
liegt.  In Tabelle 8.4 wurden die durch dynamische Torsionsversuche an Drähten und 
Dauerschwingversuche an Federn abgeprüften Mittelspannungsempfindlichkeiten zu‐
sammengefasst. 
Tabelle 8.4:   Mittelspannungsempfindlichkeit M der untersuchten Drähte und Federn 
Drähte  Federn 
kugelgestrahlt  nicht kugelgestrahlt  kugelgestrahlt 
N  350°C/60‘  350°C/60‘  420°C/30‘  350°C/60‘  420°C/30‘ 
105  ‐  0,29  0,28  ‐  ‐ 
106  0,25  0,10  0,12  0,48  0,425 
107  0,29  0,08  0,06  0,28  0,39 
Diese  unterscheiden  sich  teilweise deutlich. Vor  allem  die Werte  der  nicht  kugelge‐
strahlten Federn  liegen für 106 und 107 Schwingspiele mit 0,06 bis 0,12 unter den an 
kugelgestrahlten Drähten und Federn abgeprüften Werten. Eine Erklärung dafür liefert 
das  in  Abbildung 4.15  dargestellte  Haigh‐Diagramm.  Bei  einem  Spannungsverhältnis 
R>0  wird  dort  von  einer  Reduzierung  der Mittelspannungsempfindlichkeit  auf M/3 
ausgegangen. Obwohl die Dauerschwingprüfungen an kugelgestrahlten Federn eben‐
falls bei einem Lastspannungsverhältnis R>0 durchgeführt wurden, sind die dort abge‐
prüften Mittelspannungsempfindlichkeiten ähnlich denen der kugelgestrahlten Drähte 
(gilt für 107 Schwingspiele). 
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Werden die durch dynamische Torsionsversuche am Draht und Dauerschwingversuche 
an Federn abgeprüften zulässigen Torsionsspannungsamplituden kA über der vorhan‐
denen Lastmittelspannung km in einem Haigh‐Diagramm aufgetragen, ergeben sich die 
folgenden Abbildungen. 
a) 
 
b) 
Abbildung 8.10:  Haigh Diagramm der Versuchsergebnisse dynamisch geprüfter Drähte und Federn 
a) 350°C/60‘ wärmebehandelt b) 420°C/30‘ wärmebehandelt 
Die deutlichen Abweichungen zwischen einer ermittelten Regressionsgeraden und den 
einzelnen Versuchsergebnissen ergeben sich aufgrund der Nichtberücksichtigung von: 
‐ unterschiedlich  rauen  Oberflächen  der  nicht  kugelgestrahlten  und  kugelge‐
strahlten Drähte und Federn (vgl. Abschnitt 6.2), 
‐ statistischen Größeneinflüssen (vgl. Abschnitt 8.1) und 
‐ Eigenspannungen  infolge  der  Drahtpräparation  und  der  Federherstellung 
(vgl. Abschnitt 7.3). 
8.3.1 Gleichartigkeit	von	Mittel‐	und	Eigenspannung	
Werden  die  in  den  Drähten  und  Federn  vorhandenen  stabilen  Eigenspannungen 
(Druckeigenspannungen) wie Mittelspannungen  betrachtet,  erfolgt  durch  diese  eine 
Verschiebung der vorhandenen Mittelspannung  in Richtung kleinerer Werte. Das aus 
den äußeren Belastungen resultierende Spannungsverhältnis R  ist somit nicht maßge‐
bend  für die vorliegende Mittelspannungsempfindlichkeit. Vielmehr  ist  in diesem Fall 
mit einer effektiven Mittelspannung 1m,eff, die sich aus Beanspruchungen durch äuße‐
re Belastungen und durch Eigenspannungen ergibt,  zu  rechnen. Dabei  ist  zu berück‐
sichtigen,  dass  vorhandene  Eigenspannungen  aufgrund  der  Kerbwirkung  an  rauen 
Oberflächen  im  Gegensatz  zu  vorhandenen  Lastspannungen  nicht  erhöht  werden 
[Mac84].  Die  dynamischen  Versuche  an mit  420°C/30‘ wärmebehandelten  kugelge‐
strahlten  Drähte  zeigten,  dass  durch  eine  Relaxation  der  Druckeigenspannungen  in 
Richtung der kleinsten Hauptnormalspannung der  Lastspannung keine bzw. nur eine 
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geringe  Beeinflussung  der  vom  Draht  ertragbaren  Spannungsamplitude  erfolgt  (vgl. 
Abbildung 7.7 und Abbildung 7.11). Um diese Hypothese  zu  stützen, wurden die dy‐
namischen Versuche an nicht kugelgestrahlten und kugelgestrahlten Drähten und Fe‐
dern  in  einem  Haigh‐Diagramm  zusammengefasst.  Dafür  wurden  folgende  Arbeits‐
schritte durchgeführt: 
‐ Umrechnung der zulässigen Spannungsamplitude kA der unterschiedlich rauen 
Proben (Drähte, Federn) auf die zulässigen Spannungsamplitude kA,pol und vor‐
handene Mittelspannung  km,pol  von polierten Proben durch Verwendung des 
Oberflächenfaktors  KR,  nach  Gleichung  4.82.  Es  gilt:  kA,pol=kA/KR,; 
km,pol=km/KR, 
‐ Berücksichtigung des  statistischen Größeneinflusses, da unterschiedlich große 
hochbelastete  Drahtoberflächen  bei  Drähten  und  Federn  vorliegen  (vgl.  Ab‐
schnitt  8.1).  Dabei  wurden  die  zulässigen  Spannungsamplituden  der  Drähte 
kA,pol,Draht  unter  Verwendung  von  Gleichung  8.14  auf  zulässige  Spannungs‐
amplituden der Federn kA,pol,Feder übertragen. 
‐ Bestimmung  der  effektiven  Mittelspannung  1m,eff  in  Richtung  der  größten 
durch  äußere  Belastungen  hervorgerufenen Hauptnormalspannung  (Zugspan‐
nung) durch  additive Überlagerung  von  Lastmittelspannung  km,pol und  Eigen‐
spannungen ES nach Gleichung 8.29. 
൤ߪଵ௠,௘௙௙ 00 ߪଶ௠,௘௙௙൨ ൌ ൤
߬௞௠,௣௢௟ 0
0 െ߬௞௠,௣௢௟൨ ൅ ൤
ߪாௌ 00 ߪாௌ൨ 8.29
a)  b) 
Abbildung 8.11:  Haigh‐Diagramm  der  Versuchsergebnisse  dynamisch  geprüfter  Drähte  und  Federn 
nach  Berücksichtigung  von  Rauheit,  Größeneinflüssen  und  Eigenspannungen 
a) 350°C/60‘ wärmebehandelt b) 420°C/30‘ wärmebehandelt 
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In  den  in  Abbildung 8.11  dargestellten  Haigh‐Diagrammen wird  ein  linearer  Zusam‐
menhang zwischen der zulässigen Spannungsamplitude kA,pol und der effektiven Mit‐
telspannung 1m,eff widergegeben. Die gemittelte Abweichung der einzelnen Versuchs‐
punkte  von  denen  in  den Haigh‐Diagrammen  dargestellten  Regressionsgeraden  sind 
kleiner 24 MPa. Die Anwendbarkeit der genannten Hypothese wird durch die vorange‐
gangenen Betrachtungen gestützt. 
Aufgrund des großen Mittelspannungsbereiches der in den Diagrammen dargestellten 
Versuchsergebnisse  ist  eine  Beeinflussung  der  Mittelspannungsempfindlichkeit  M 
(Abfall der Regressionsgeraden) durch einzelne abweichende Versuchspunkte deutlich 
geringer. Bei einer Bestimmung der Mittelspannungsempfindlichkeit auf Basis von nur 
wenigen Versuchspunkten  in  einem  kleinen Mittelspannungsbereich wäre dies nicht 
der Fall. Als Beispiel sollen hier die Dauerschwingversuche aus Abschnitt 7.4.3 dienen. 
Die vorhandene Mittelspannung km wurde dort zwischen 660 MPa und 940 MPa vari‐
iert.  Ergeben  sich nun  beispielsweise Aufgrund  einer niedrigen Anzahl  geprüfter  Fe‐
dern  Abweichungen  in  der  zulässigen  Spannungsamplitude  von  ±14 MPa  bezüglich 
einer  unter  optimalen Voraussetzungen  ermittelten  zulässigen  Spannungsamplitude, 
dann  resultieren  bereits  Schwankungen  in  der  abgeschätzten Mittelspannungsemp‐
findlichkeit von ±0,1. Die in Abbildung 8.11 durch den Abfall der vorhandenen Regres‐
sionsgeraden definierte Mittelspannungsempfindlichkeit liegt zwischen 0,24 und 0,25. 
8.3.2 Abschätzung	der	Mittelspannungsempfindlichkeit	durch	Umlaufbie‐
geprüfungen	
Da das  Ziel dieser Arbeit  ist, die Möglichkeiten und Grenzen bei der Auslegung  von 
Schraubendruckfedern auf Basis von Umlaufbiegeprüfungen aufzuzeigen, soll nachfol‐
gend eine neue Methode zur Abschätzung der Mittelspannungsempfindlichkeit vorge‐
stellt werden. Grundlage dieser Methode bilden Umlaufbiegeprüfungen an nicht ku‐
gelgestrahlten und kugelgestrahlten Drähten. Eine Veränderung der Festigkeitswerte 
infolge einer Kugelstrahlbehandlung wird prinzipiell durch drei  Einflüsse hervorgeru‐
fen. 
‐ Veränderung  des  Eigenspannungszustandes  bruchgefährdeter  oberflächenna‐
her Bereiche 
‐ Veränderung  der  Oberflächenrauheit  durch  plastische  Verformungsvorgänge 
beim Auftreffen des Strahlmittels auf dem Strahlgut (Draht, Feder) 
‐ Veränderung  der  Oberflächenhärte  durch  plastische  Verformungsvorgänge 
beim Auftreffen des Strahlmittels auf dem Strahlgut (Draht, Feder) 
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Wie bereits durch die Ausführungen von Kaiser [Kai81] beschrieben und durch die Un‐
tersuchungen in Abschnitt 7.2.3 bestätigt, erfolgt gerade bei hochfesten Federstählen, 
wie sie im Rahmen dieser Arbeit untersucht wurden, kein Anstieg der Oberflächenhär‐
te infolge einer Kugelstrahlbehandlung. Somit wird eine Veränderung der abgeprüften 
zulässigen Spannungen durch zwei Einflüsse, der Veränderung der oberflächennahen 
Eigenspannungen  und  der Veränderung  der Oberflächentopografie  der  Proben,  her‐
vorgerufen. 
Um die Auswirkungen der Eigenspannungen auf die zulässigen Spannungsamplituden 
und somit die Eigenspannungsempfindlichkeit MES ermitteln zu können, muss zunächst 
der Einfluss der unterschiedlich  rauen Oberfläche eliminiert werden. Nur  so  ist eine 
oberflächenunabhängige  Betrachtung  der  Auswirkungen  der  Druckeigenspannungen 
infolge einer Kugelstrahlbehandlung möglich. Es wird deshalb zunächst eine Überfüh‐
rung der zulässigen Spannungen der rauen Probe auf die einer polierten Probe durch‐
geführt. Diese erfolgt abhängig von der vorliegenden Beanspruchung  (Biegung, Torsi‐
on) durch Division von zulässiger Spannungsamplitude und Oberflächenfaktor aus Glei‐
chung 4.81 bzw. Gleichung 4.82 aus Abschnitt 4.3.4.4.  
In  Abbildung 8.12  wurden  die  so  bestimmten  zulässigen  Spannungsamplituden  aus 
Umlaufbiegeprüfungen  und  Torsionswechselprüfungen  für  105  bis  107  Schwingspiele 
für  beide  untersuchte  Wärmebehandlungsvarianten  über  der  bereits  verwendeten 
effektiven Mittelspannung 1m,eff aufgetragen (1m,eff=ES). Die dabei vorhandene Nei‐
gung  der  entstehenden  Geraden  definiert  die  Eigenspannungsempfindlichkeit MES. 
Wird von einer Gleichartigkeit von Eigenspannung und Mittelspannung ausgegangen 
(siehe Abbildung 8.11), kann auf diese Weise ebenso die Mittelspannungsempfindlich‐
keit des jeweiligen Werkstoffes bestimmt werden. 
a)  b) 
Abbildung 8.12:  Festigkeitszuwachs  durch Druckeigenspannungen  bei Umlaufbiegeprüfungen  (UBP) 
und  Torsionswechselprüfungen  (TWP)  a)  350°C/60‘ wärmebehandelt  b)  420°C/30‘ 
wärmebehandelt 
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Bei mit  350°C wärmebehandelten  Drähten  lag  die  durch  Umlaufbiegeprüfungen  an 
nicht  kugelgestrahlten  und  kugelgestrahlten  Drähten  festgestellte  Eigenspannungs‐
empfindlichkeit zwischen MES,=0,26 und 0,30 (vgl. Abbildung 8.12 a).  Im Mittel ergab 
sich  für die Eigenspannungsempfindlichkeit bei umlaufender Biegebeanspruchung ein 
Wert MES, von 0,28. Bei Torsionswechselprüfungen lag der Wert der Eigenspannungs‐
empfindlichkeit  mit  MES,=0,23  für  N=105,  MES,=0,23  für  N=106  und  MES,=0,25  für 
N=107 etwas niedriger. Im Mittel ergab sich für die Eigenspannungsempfindlichkeit bei 
Torsionsbeanspruchung ein Wert von 0,24. 
Bei mit  420°C wärmebehandelten  Drähten  lag  die  durch  Umlaufbiegeprüfungen  an 
nicht  kugelgestrahlten  und  kugelgestrahlten  Drähten  festgestellte  Eigenspannungs‐
empfindlichkeit MES, zwischen 0,28  (N=106) und 0,35  (N=107)  (vgl. Abbildung 8.12 b). 
Im Mittel ergab sich für die Eigenspannungsempfindlichkeit bei umlaufender Biegebe‐
anspruchung ein Wert MES, von 0,31. Bei Torsionswechselprüfungen lag der Wert der 
Eigenspannungsempfindlichkeit  MES,  zwischen  0,12  für  N=105  und  0,28  für  N=107 
Schwingspiele teilweise deutlich niedriger. Als Grund für den niedrigen Wert der Mit‐
telspannungsempfindlichkeit bei 105 Schwingspielen wird die Eigenspannungsrelaxati‐
on infolge der wechselnden Torsionsbelastung gesehen, die natürlich zu einer Reduzie‐
rung der abgeprüften zulässigen Spannungsamplituden führte. Im Mittel ergab sich ein 
Wert der Eigenspannungsempfindlichkeit bei Torsionsbeanspruchung von 0,25  (Wert 
für 105 Schwingspiele wurde dabei nicht berücksichtigt). 
Ergänzt wurde Abbildung 8.12 durch die Ergebnisse der Torsionsschwellversuche bei 
km=500 MPa  (Kreuze). Dafür wurde die gleiche Herangehensweise wie zur Erstellung 
von  Abbildung 8.11  und  der  Ermittlung  einer  effektiven Mittelspannung  1m,eff  ver‐
wendet. Die Abweichung dieser Werte bezüglich der  linearen  Interpolation  zwischen 
den zulässigen Spannungsamplituden der nicht kugelgestrahlten und kugelgestrahlten 
Drähte  liegt  zwischen 10 und 18 MPa, wodurch die These der Gleichartigkeit von Ei‐
gen‐ und Mittelspannung  für Tangentialspannungen bestätigt wird. Es wird weiterhin 
geschlussfolgert, dass dies auch  für Normalspannungen gilt. Aufgrund dieser Voraus‐
setzungen (vgl. Abbildung 8.11 und Abbildung 8.12) gilt deshalb näherungsweise: 
ܯாௌ,ఙ ൎ ܯఙ   8.30 ܯாௌ,ఛ ൎ ܯఛ  8.31 
Prinzipiell wurden für Torsionsbeanspruchung kleinere Eigenspannungsempfindlichkei‐
ten als  für Biegebeanspruchung  festgestellt. Das Ergebnis entspricht  somit Aussagen 
der allgemeinen Betriebsfestigkeit, in denen die Mittelspannungsempfindlichkeiten für 
Tangentialspannungen M  kleiner  als  die Mittelspannungsempfindlichkeiten  für Nor‐
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malspannungen M  sind. Allerdings  konnte  zwischen M  und M  ein Verhältnis  von 
1/3=0,577,  wie  es  beispielsweise  durch  [Hän03]  und  [TGL19340/3]  vorgeschlagen 
wird, nicht bestätigt werden. Bei den  in dieser Arbeit untersuchten Drähten  lag das 
Verhältnis  der Mittelspannungsempfindlichkeit M/M  im Durchschnitt  bei  0,83. Die 
Ergebnisse bei 105 Schwingspielen der 420°C wärmebehandelten Drähte wurden dabei 
nicht berücksichtigt. 
Werden mit Hilfe der durch Umlaufbiegeprüfungen abgeprüften Mittelspannungsemp‐
findlichkeit M, die betragsmäßig größer als M  ist, die zulässigen Spannungsamplitu‐
den bei rein wechselnder Torsionsbeanspruchung in den Torsionsschwellbereich über‐
tragen,  erfolgt  eine  konservative  Abschätzung  der  zulässigen  Spannungsamplituden. 
Um eine genauere Übertragung der  zulässigen  Spannungsamplituden bei  rein wech‐
selnder Torsionsbeanspruchung  in den Torsionsschwellbereich  zu ermöglichen,  sollte 
vorläufig ein Verhältnis der Mittelspannungsempfindlichkeit M/M von 0,83 verwen‐
det werden.  Auf  eine  Abschätzung  der Mittelspannungsempfindlichkeit  durch  allge‐
meine Gleichungen, wie beispielsweise nach FKM [Hän03], kann bei Verwendung die‐
ser Methode vollständig verzichtet werden. 
Falls keine Ergebnisse aus Umlaufbiegeprüfungen an nicht kugelgestrahlten und kugel‐
gestrahlten Drähten zur Verfügung stehen, ist die Ermittlung der Mittelspannungsemp‐
findlichkeit nach Gleichung 4.60 und 4.61 möglich. Bei Verwendung dieser Gleichungen 
zeigte  sich  allerdings,  dass  die  abgeschätzte Mittelspannungsempfindlichkeit  für  Fe‐
derstahl  bei  Verwendung  der  durch  FKM  vorgeschlagenen  Konstanten  aM=0,35  und 
bM=‐0,1  [Hän03] betragsmäßig zu groß sind. Eine bessere Korrelation zwischen Rech‐
nung  und  Versuch  wurde  bei  Verwendung  der Werte  aM=0,29  und  bM=‐0,1  erzielt 
[Rei11]. Es handelt sich bei diesen Werten um versuchsbasiert angepasste Größen, die 
auf Grundlage weniger Stützpunkte erstellt wurden.  Im Hinblick auf eine sichere Aus‐
legung sollte deshalb die Rechnung mit aM=0,35 und bM=‐0,1 durchgeführt werden. 
8.3.3 Mittelspannungsunabhängiger	Schädigungsparameter	(PRKK)	
In Abschnitt 4.3.3 wurden bereits verschiedene Schädigungsparameter zusammenge‐
fasst.  Die  genannten  Schädigungsparameter  stellen  den  Zusammenhang  zwischen 
während eines Schwingspiels vorhandenen Spannungen beziehungsweise Dehnungen 
und der damit verbundenen Schädigung von Proben und Bauteilen her. 
Wie Dauerschwingversuche an Schraubendruckfedern zeigten [Rei11]  ist mit Hilfe des 
von  Smith, Watson  und  Topper  entwickelten  Schädigungsparameters  und  auch mit 
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dessen Erweiterung nach Bergmann [Ber83] eine adäquate Berücksichtigung der Mit‐
telspannungsempfindlichkeit  entgegen  den  Aussagen  in  [Hai02]  für  Federstahl  nicht 
möglich [Kle13]. 
Aus diesem Grund wurde  im Rahmen dieser Arbeit ein neuer Schädigungsparameter 
PRKK  (nach Reich, Kletzin, Kobelev) entwickelt, der eine bessere Vergleichbarkeit von 
Dauerschwingversuchen  bei  unterschiedlicher  vorhandener  Mittelspannung  erlaubt. 
Dieser  wurde  auf  Grundlage  des  Schädigungsparameters  nach  Smith,  Watson  und 
Topper abgeleitet und erlaubt eine gezielte Anpassung und direkte Angabe der Mit‐
telspannungsempfindlichkeit. 
Abbildung 8.13:  Ableitung des 
PRKK‐Schädigungsparameters 
Die prinzipielle Herangehensweise  soll durch Abbildung 8.13  verdeutlicht werden.  In 
dieser Abbildung wurde für eine konstante Schwingspielzahl die zulässige Spannungs‐
amplitude A (blau) über der vorhandenen Mittelspannung m aufgetragen. Aus zuläs‐
siger Spannungsamplitude und vorhandener Mittelspannung ergibt  sich die  zulässige 
Oberspannung O. 
Der Betrag des Schädigungsparameters bei einer Mittelspannung m= 0 MPa stellt den 
Ausgangspunkt  für  die Betrachtungen  dar. Durch  Ersetzen  der  zulässigen Oberspan‐
nung O und der zulässigen Spannungsamplitude A in Gleichung 4.69 durch eine über 
die  Mittelspannungsempfindlichkeit  korrigierte  Oberspannung  O‘  und  Spannungs‐
amplitude A‘ folgt der allgemeine Zusammenhang für den Schädigungsparameter PRKK. 
ோܲ௄௄ఛ ൌ ඥ߬ைᇱ ∙ ߬஺ᇱ   8.32 
Die  Zusammenhänge  zwischen der  zulässigen Oberspannung  O und der mittelspan‐
nungsunabhängigen  Oberspannung  O‘  sowie  zwischen  der  zulässigen  Spannungs‐
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amplitude A und der mittelspannungsunabhängigen Spannungsamplitude A‘ werden 
durch  
߬ைᇱ ൌ ߬ை െ ሺ1 െܯఛሻ ∙ ߬௠ 8.33  ߬஺ᇱ ൌ ߬஺ ൅ ܯఛ ∙ ߬௠  8.34
beschrieben. Nach Einsetzen von Gleichung 8.33 und 8.34 in Gleichung 8.32 ergibt sich 
die Gleichung für den mittelspannungsunabhängigen Schädigungsparameter PRKK. 
ோܲ௄௄ఛ ൌ ඥሺ߬ை െ ሺ1 െܯఛሻ ∙ ߬௠ሻ ∙ ሺ߬஺ ൅ ܯఛ ∙ ߬௠ሻ 8.35
Bei Anwendung des Schädigungsparameters auf die Ergebnisse der  in Abbildung 7.13 
dargestellten Dauerschwingversuche ergeben  sich die nachfolgend dargestellten Dia‐
gramme. Verwendet wurde dafür das arithmetische Mittel der in Tabelle 7.5 enthalte‐
nen Werte der Mittelspannungsempfindlichkeit M. 
a)  b) 
Abbildung 8.14:  Dauerschwingversuche an kugelgestrahlten Federn bei Verwendung des Schädigungs‐
parameters PRKK a) G1_350 b) G1_420 
Durch Abbildung 8.14 wird deutlich, dass bei Verwendung des Schädigungsparameters 
PRKK  eine  gute  Vergleichbarkeit  von Dauerschwingversuchen  bei  verschiedenen Mit‐
telspannungen  realisiert  wird.  Es  können  so  mittelspannungsunabhängige  Schädi‐
gungsparameter‐Wöhlerlinien erstellt werden. Voraussetzung  für die Anwendung des 
neuen  Schädigungsparameters  ist  die  Kenntnis  der  Mittelspannungsempfindlichkeit 
des jeweiligen Werkstoffes. 
8.4 Nutzung	der	Ergebnisse	aus	Umlaufbiegeprüfungen	für	die	Federausle‐
gung	
In diesem Abschnitt wird eine Übertragung der aus Umlaufbiegeprüfungen ermittelten 
Biegewechselfestigkeiten  bW  auf  zulässige  Torsionsspannungsamplituden  kA  an 
Schraubendruckfedern vollzogen (vgl. Abbildung 5.2). Die dafür notwendigen Betrach‐
tungen wurden in den vorangegangenen Abschnitten durchgeführt. Es werden nun im 
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Anschluss  folgende Rechenschritte zur Übertragung der dynamischen Kennwerte aus 
Umlaufbiegeprüfungen  auf  zulässige  Spannungen  bei  Dauerschwingversuchen  an 
Schraubendruckfeder durchgeführt: 
Tabelle 8.5:  Formale Grundlagen zur Übertragung zulässiger Spannungen aus Umlaufbiegeprüfungen 
auf zulässige Spannungen in Schraubendruckfedern 
1: Übertragung (Übertragung 1) 
zulässiger Spannungen für um‐
laufende Biegung bW auf zuläs‐
sige Spannungen bei wechseln‐
der Torsion W (Draht) 
߬ௐ௢.ாௌ  –  Torsionswechselfestigkeit eigen‐
spannungsfeie Probe (NK) 
߬ௐாௌ   –  Torsionswechselfestigkeit eigen‐
spannungsbehaftete Probe (KS) 
ߪ௕ௐ௢.ாௌ   –  Biegewechselfestigkeit eigen‐
spannungsfeie Probe (NK) 
ߪ௕ௐாௌ    –  Biegewechselfestigkeit eigen‐
spannungsbehaftete Probe (KS) 
߬ௐ௢.ாௌ ൌ 1√3 ∙ ߪ௕ௐ
௢.ாௌ 
߬ௐாௌ ൌ ଵ√ଷ ∙ ߪ௕ௐாௌ   (GEH) 
1a 
߬ௐ௢.ாௌ ൌ ቆ 1√3 ∙
ߪ௕ௐ௢.ாௌ
ܭோ,ఙ ቇ ∙ ൫ܭோ,ఛ൯ 
߬ௐாௌ ൌ ൬ ଵ√ଷ ∙
ఙ್ೈಶೄ
௄ೃ,഑൰ ∙ ൫ܭோ,ఛ൯  (GEH) 
1b 
߬ௐாௌ ൌ ൫ܭோ,ఛாௌ൯൫ߙ ∙ ݌௠௔௫ ൅ ߬௔,௠௔௫൯ 
(Dang Van) 
1c 
 
mit: 
 
ߙ ൌ 32 ∙
൫ߪ௕ௐ,௣௢௟ாௌ െ ߪ௕ௐ,௣௢௟௢.ாௌ ൯
൫2ߪாௌ ൅ ߪ௕ௐ,௣௢௟ாௌ െ ߪ௕ௐ,௣௢௟௢.ாௌ ൯
 
߬௔,௠௔௫ ൌ ߪ௕ௐ,௣௢௟௢.ாௌ ൬12 െ
1
3ߙ൰ 
ߪ௕ௐ,௣௢௟௢.ாௌ ൌ ߪ௕ௐ
௢.ாௌ
ܭோ,ఙ௢.ாௌ 
ߪ௕ௐ,௣௢௟ாௌ ൌ ߪ௕ௐ
ாௌ
ܭோ,ఙாௌ  
2: Übertragung (Übertragung 2) 
zulässiger Spannungen bei wech‐
selnder Torsion W auf zulässige 
Spannungen bei schwellender 
Torsion A (für Draht gilt: A=kA) 
durch Berücksichtigung der Mit‐
telspannungsempfindlichkeit M 
(1) 
߬஺ ൌ ߬ௐ െܯఛ ∙ ߬௠ 
(nach Goodman)  2a 
߬஺ ൌ ߬ௐ ∙ ቆ1 ൅ܯఛ 3⁄1 ൅ܯఛ െ
ܯఛ
3 ∙
߬௠
߬ௐቇ 
(nach FKM für 0<R<0,5) 
2b 
mit: ܯఛ ൌ ሺܽெ ∙ 10ିଷ ∙ ܴ௠ ൅ ܾெሻ ∙ ሺ߬ௐ ߪ௕ௐ⁄ ሻ   
aM = 0,35; bM = ‐0,1
oder: ܯఛ ൌ 0,83 ∙ ܯఙ
ܯఙ ൌ ܯாௌ,ఙ 
ܯாௌ,ఙ ൌ ൫ߪ௕ௐ,௣௢௟ாௌ െ ߪ௕ௐ,௣௢௟௢.ாௌ ൯ |ߪாௌ|⁄  
* 
3: Übertragung (Übertragung 3) der 
zulässigen Torsionsspannungs‐
amplituden des Drahtes auf zu‐
lässige Torsionsspannungs‐
amplituden der Schraubendruck‐
feder 
߬௞஺,ி௘ௗ௘௥ ൌ ߬஺,஽௥௔௛௧ ൌ ߬௞஺,஽௥௔௛௧  3a 
߬௞´஺,ி௘ௗ௘௥ ൌ ߬௞´஺,஽௥௔௛௧  3b 
߬௞஺,ி௘ௗ௘௥ ൌ ߬௞஺,஽௥௔௛௧݊ீ,஽௥௔௛௧ ∙ ݊ீ,ி௘ௗ௘௥  3c 
(1) Mittelspannung richtet sich nach dem für Übertragung 3 verwendeten Rechenansatz 
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Zunächst werden  in diesem Zusammenhang die möglichen Übertragungskombinatio‐
nen von nicht kugelgestrahlten Drähten auf nicht kugelgestrahlte Schraubendruckfe‐
dern  hinsichtlich  ihrer Übertragungsgenauigkeit  überprüft. Dabei wird  davon  ausge‐
gangen, dass keine weiteren dynamischen Versuche an kugelgestrahlten Drähten vor‐
liegen. Dementsprechend können die Übertragungen 1c und 2a* sowie 2b* für diesen 
Fall nicht angewendet werden. Weiterhin ergeben sich aufgrund der hier betrachteten 
Federgeometrie und dem statistischen Größeneinfluss nur geringe Unterschiede zwi‐
schen Übertragung 3b und 3c.  In den  folgenden Diagrammen wird deshalb auf eine 
Darstellung der Übertragung 3b verzichtet. Die Übertragung 1a liefert bei Übertragung 
der Biegewechselfestigkeit bW in eine Torsionswechselfestigkeit W deutlich ungenau‐
ere Werte. Es wurde deshalb jeweils nur eine der möglichen Übertragungskombinatio‐
nen in Abbildung 8.15 und Abbildung 8.16 dargestellt.
a)  b) 
c)  d) 
Abbildung 8.15:  Verhältnis zwischen berechneter und versuchstechnisch ermittelter zulässigen Span‐
nungsamplitude kA bei nicht kugelgestrahlten Federn a) 350°C/60‘ wärmebehandelt, 
km=660 MPa  b)  350°C/60‘ wärmebehandelt;  km=940 MPa  c)  420°C/30‘ wärmebe‐
handelt, km=660 MPa b) 420°C/30‘ wärmebehandelt; km=940 MPa 
Betrachtet wird das Verhältnis zwischen den durch Rechnung bestimmten zulässigen 
Spannungsamplituden  der  Feder  kA,Rechnung  und  den  durch  Dauerschwingversuchen 
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ermittelten  zulässigen  Spannungsamplituden  kA,Versuch.  Wird  entsprechend  ein  Ver‐
hältnis von eins ermittelt, liegen keine Abweichungen zwischen Rechnung und Versuch 
vor. 
Die  besten  Ergebnisse  liefert  sowohl  bei  niedriger,  als  auch  bei  hoher  vorhandener 
Mittelspannung km die Übertragungskombination 1b‐2b‐3c mit einem Verhältnis von 
Rechnung und Versuch zwischen 0,74 und 1,04. Die größten Abweichungen liegen bei 
105 Schwingspielen vor. Die schlechtesten Ergebnisse  liefert hingegen mit einem Ver‐
hältnis von Rechnung und Versuch zwischen 0,25 bis 0,57 die Übertragungskombinati‐
on  1a‐2a‐3a,  die  dem  gegenwärtigen  Stand  der  Technik  entspricht.  Die  zulässigen 
Spannungen würden mit dieser Übertragungskombination deutlich unterschätzt. Auf‐
fällig  ist weiterhin, dass bei den Übertragungskombinationen, die keine Reduzierung 
der Mittelspannungsempfindlichkeit  ab  einem  Spannungsverhältnis  von  R>0  berück‐
sichtigen,  eine Vergrößerung  der Abweichung mit  zunehmender Mittelspannung  er‐
folgt  (vgl. Abbildung 8.15 a mit b und c mit d). Bei nicht kugelgestrahlten Schrauben‐
druckfedern  ist  dementsprechend  von  einer  Reduzierung  der Mittelspannungsemp‐
findlichkeit mit zunehmendem Spannungsverhältnis auszugehen. Damit wäre auch der 
geringe Abfall der zulässigen Spannungsamplituden mit zunehmender Mittelspannung 
bei den Dauerschwingversuchen  an nicht  kugelgestrahlten  Schraubendruckfedern  zu 
erklären (vgl. Abbildung 7.12). 
Für die Übertragung der zulässigen Spannungsamplituden aus Umlaufbiegeprüfungen 
an kugelgestrahlten Drähten auf zulässige Spannungsamplituden für Dauerschwingver‐
suche an kugelgestrahlten Schraubendruckfedern ergeben sich aus Tabelle 8.5 bei voll‐
ständiger Kombination  insgesamt 36  verschiedene Übertragungskombinationen. Ent‐
sprechend  ist aus Gründen der Übersichtlichkeit eine Eingrenzung auf sinnvolle Über‐
tragungskombinationen durchzuführen. 
Die Übertragung 2b wird ausgeschlossen, da die Mittelspannungsempfindlichkeit bei 
kugelgestrahlten  Federn  bei  Spannungsverhältnissen  R>0  nicht  abnimmt. Weiterhin 
sind  in  jedem  Fall  statistische  Größeneinflüsse  bei  der  Übertragung  der  zulässigen 
Spannungsamplituden  des Drahtes  auf  zulässige  Spannungsamplituden  der  Feder  zu 
berücksichtigen. Da die Übertragungen 3b und 3c für die hier untersuchten Federgeo‐
metrien nahezu gleiche Ergebnisse liefern, wird auf Betrachtungen zur Übertragung 3b 
verzichtet. 
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Aus dieser Eingrenzung ergeben sich die in Abbildung 8.16 dargestellten Übertagungs‐
kombinationen. Ergänzt wurden diese durch die Übertragungskombination 1a‐2a‐3a, 
die den Stand der Technik vor Erstellung dieser Arbeit repräsentiert. 
a)  b) 
c)  d) 
Abbildung 8.16:  Verhältnis zwischen berechneter und versuchstechnisch ermittelter zulässigen Span‐
nungsamplitude  kA  bei  kugelgestrahlten  Federn  a) 350°C/60‘  wärmebehandelt, 
km=660 MPa  b)  350°C/60‘ wärmebehandelt;  km=940 MPa  c)  420°C/30‘ wärmebe‐
handelt, km=660 MPa b) 420°C/30‘ wärmebehandelt; km=940 MPa 
Durch  Abbildung 8.16 wird  gezeigt,  dass  eine  deutliche  Verbesserung  bezüglich  des 
gegenwärtigen Standes der Technik mit den erarbeiteten Übertragungsmöglichkeiten 
erreicht wird.  In  Richtung  kleinerer  Schwingspielzahlen  (N=105) werden  die  Abwei‐
chungen aufgrund der bereits bei der Übertragung der Biegewechselfestigkeiten bW in 
Torsionswechselfestigkeiten W vorhandenen Abweichungen größer (vgl. Abbildung 8.8 
und Abbildung 8.9). Die beste Ergebnisqualität liefert die Übertragungskombination 1c‐
2a*‐3c bei der nach dem Kriterium von Dang Van die Torsionswechselfestigkeit W be‐
stimmt und durch Versuche an nicht  kugelgestrahlten und  kugelgestrahlten Drähten 
die Mittelspannungsempfindlichkeit M ermittelt wurde. 
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Das Verhältnis zwischen Rechnung und Versuch liegt bei dieser Übertragungskombina‐
tion im Schwingspielzahlbereich zwischen 106 und 107 bei 0,85 bis 0,98. Im Bereich von 
105 Schwingspielen sind die berechneten Werte mit 0,76 bis 0,91 ungenauer. Eine gute 
Ergebnisqualität  liefert ebenfalls die Übertragungskombination 1b‐2a*‐3c.  Im Bereich 
zwischen  105  und  107  Schwingspielen  liegen  die  berechneten  Verhältnisse  zwischen 
0,73 und 0,98. Durch die verschiedenen Übertragungskombinationen werden bei ku‐
gelgestrahlten  Drähten  ausschließlich  konservative  zulässige  Spannungsamplituden 
ermittelt, die aber um Faktor 1,5..1,9 oberhalb der nach dem Stand der Technik (1a – 
2a – 3a) bestimmten und deutlich zu niedrigen Werten liegen. 
Die  Bestimmung  der Mittelspannungsempfindlichkeit  stellt  bei  der Übertragung  der 
Biegewechselfestigkeitswerte  aus  Umlaufbiegeprüfungen  auf  zulässige  Spannungs‐
amplituden der Schraubendruckfeder ein großes Problem dar. Mit Hilfe der Auswer‐
tung von Biegewechselfestigkeitswerten von nicht kugelgestrahlten und kugelgestrahl‐
ten Drähten können nun, was durch Abbildung 8.17 bestätigt wurde, die Mittelspan‐
nungsempfindlichkeiten  besser  abgeschätzt werden.  Sollen  aus  Kostengründen  aus‐
schließlich Umlaufbiegeprüfungen an kugelgestrahlten Drähten durchgeführt werden, 
können  die  zur  Berechnung  erforderlichen  Mittelspannungsempfindlichkeiten  aus‐
schließlich auf Grundlage von Gleichung 4.61 bestimmt werden. Diese, von der Zugfes‐
tigkeit Rm und zwei werkstoffspezifischen Konstanten aM=0,35 und bM=‐0,1 abhängige 
Gleichung liefert, ausgehend von den in dieser Arbeit durchgeführten Untersuchungen, 
zu  große Werte  der Mittelspannungsempfindlichkeit M.  Eine  Reduzierung  der  Kon‐
stanten  aM  von 0,35  auf 0,29, wie  in  [Rei13]  vorgeschlagen, würde deutlich bessere 
Werte bei der Übertragung liefern. 
Maßgeblichen Einfluss auf die Ergebnisqualität hat die Übertragung der Werte der Bie‐
gewechselfestigkeit bW auf die Torsionswechselfestigkeit W. Werden Möglichkeiten 
zur genaueren Übertragung gefunden, erhöht  sich auch die Ergebnisqualität der be‐
rechneten zulässigen Spannungsamplitude der Feder kA. 
8.5 Validierung	der	entwickelten	Methoden	anhand	von	Umlaufbiegeprü‐
fungen	und	Dauerschwingversuchen	an	patentiert	gezogenen	Drähten	
Zur Validierung der  favorisierten Methode wurden an  kugelgestrahlten Drähten und 
Federn aus patentiert gezogenem Material mit dem Durchmesser d=2,0 mm Umlauf‐
biegeprüfungen  und  Dauerschwingversuche  durchgeführt.  Die  Federn  besaßen  ein 
Wickelverhältnis von w=9 und 4,8 federnde Windungen. Die Zugfestigkeit der zur Fe‐
derherstellung verwendeten Drähte lag zwischen 1607 MPa und 2233 MPa.  
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Die bei den Dauerschwingversuchen vorhandene, mit k korrigierte Mittelspannung, lag 
bei km=600 MPa. Die Dauerschwingversuche wurden bei 106 bzw. 107 Schwingspielen 
abgebrochen.  Für  die  Bestimmung  der  zulässigen  Spannungsamplitude  der  Federn 
wurde die Übertragungskombination 1b‐2a‐3c verwendet (vgl. Tabelle 8.5). Alternative 
Rechenkombinationen, die zum Teil bessere Ergebnisse bei der Übertragung lieferten, 
konnten aufgrund  fehlender Biegewechselfestigkeitswerte von nicht kugelgestrahlten 
Drähten nicht angewendet werden. Auf die Übertragungskombination 1b‐2b‐3c wurde 
verzichtet, da bei den  in dieser Arbeit geprüften kugelgestrahlten Federn keine Redu‐
zierung der Mittelspannungsempfindlichkeit bei einen  Spannungsverhältnis R>0  fest‐
gestellt wurde.  Zu  erklären  ist  dies  durch  die  in Abschnitt  8.3.1  durchgeführten Be‐
trachtungen. Die  Ergebnisse  der  durchgeführten Übertragung wurden  in  Tabelle 8.6 
zusammengefasst. 
Tabelle 8.6:  Vergleich der berechneten mit den dynamisch abgeprüften zulässigen Spannungsamplitu‐
den der Schraubendruckfedern 
Draht  Schraubendruckfeder 
Rm 
in MPa 
bW,Versuch 
in MPa 
kA,Versuch 
in MPa 
kA,Rechnung 
in MPa 
kA,Rechnung/kA,Versuch
1806  727  409  326  0,80 
1786  726  400  327  0,82 
1641  750  395  359  0,91 
1607  693  359  323  0,90 
2233  887  424  378  0,90 
2166  828  414  337  0,82 
Die in Tabelle 8.6 enthaltenen Rechenergebnisse zeigen, dass auch bei Federn aus an‐
derem, als zur Erstellung der Übertragungsmethode verwendetem, Material konserva‐
tive zulässige Spannungsamplituden abgeschätzt werden. Das Verhältnis zwischen be‐
rechneter und  versuchstechnisch ermittelter  Spannungsamplitude  liegt  für die  sechs 
Federvarianten  zwischen  0,80  und  0,91.  Absolut  liegen  die  Abweichungen  zwischen 
36 MPa und 83 MPa in Richtung konservativer Spannungen. 
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8.6 Bruchmechanische	Betrachtungen	zur	Berücksichtigung	von	nichtme‐
tallischen	Einschlüssen	bei	der	Auslegung	von	Schraubendruckfedern	
In diesem Abschnitt werden ausschließlich Brüche aufgrund von nichtmetallischen Ein‐
schlüssen betrachtet. Diese traten bei Umlaufbiegeprüfungen und Torsionsschwellprü‐
fungen an Drähten sowie bei Dauerschwingversuchen an Federn auf. 
8.6.1 Korrelation	zwischen	bruchmechanischen	Kennwerten	aus	Umlauf‐
biegeprüfungen	und	dynamischen	Torsionsversuchen	
Der  Normalenvektor  der  Bruchfläche  der  durch  nichtmetallische  Einschlüsse  verur‐
sachten Brüche  liegt bei den untersuchten Proben  in Richtung der größten Hauptnor‐
malspannung. Somit liegen die Bruchflächen bei Torsion in Richtung 45° zur Drahtach‐
se und bei Biegung in Richtung 90° zur Drahtachse (vgl. Abbildung 8.17). 
 
a)  b)
Abbildung 8.17:  Theoretische  Bruchverläufe  an  inneren  Fehlstellen  in  Abhängigkeit  von  der  Bean‐
spruchungsart a) Biegung b) Torsion [Geo00] 
Ebenso wie bei der Auswertung von Einschlussbrüchen bei Umlaufbiegeprüfungen  ist 
bei  der Auswertung  von  Einschlussbrüchen  bei  dynamischer  Torsionsbeanspruchung 
von Drähten eine Übertragung der vorhandenen Nennspannung auf die örtlich am Ein‐
schluss vorhandene Torsionsspannung erforderlich. 
 
Abbildung 8.18:  Spannungsverteilung am Torsi‐
onsstab 
Bei  geraden,  auf  Torsion  beanspruchten Drähten,  erfolgt  deren  Bestimmung  analog 
der bei auf Biegung beanspruchten Drähten. Dabei wird aufgrund der rein elastischen 
Verformung des Drahtes von einer von der Drahtmitte mit steigendem Abstand linear 
zunehmenden Torsionsspannung ausgegangen. 
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Die örtlich vorhandene Torsionsspannung ergibt sich somit aus Gleichung 8.36. 
߬௧ሺ݄ሻ ൌ ൬1 െ 2݄݀ ൰ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  8.36
Bei der Ermittlung der  in Schraubendruckfedern  lokal über dem Einschluss vorhande‐
nen Torsionsspannung ist die Spannungsüberhöhung aufgrund der räumlich gekrümm‐
ten  Geometrie  des  zur  Feder  gewundenen  Drahtes  zu  berücksichtigen  (vgl.  Abbil‐
dung 4.6). Es wird deshalb die in Abschnitt 8.1 abgeleitete Gleichung 8.4 in modifizier‐
ter Form verwendet. 
߬௟ሺݎ, ߮ሻ ൌ ሺܽ ∙ ሺݎ௔ െ ݄ሻଶ ∙ ܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾ ∙ ሺݎ௔ െ ݄ሻ ∙ ܿ݋ݏ߮ ൅ ܿሻ ∙ ሺݎ௔ െ ݄ሻݎ௔ ∙ ߬௧,௡௘௡௡ 
8.37
Nachfolgend  werden  nun  die  Spannungen  am  Einschluss  des  tordierten  Drahtes 
betrachtet. Für jeden beliebigen Spannungszustand ist es möglich, eine Transformation 
in  ein  Hauptachsensystem  durchzuführen.  Durch  Drehung  des  rein  auf  Torsion 
belasteten  Flächenelementes  um  45°  ergibt  sich  der  Spannungszustand  des 
Hauptachsensystems. 
ൣߪ௜௝൧ ൌ ൤ߪଵ 00 െߪଵ൨  8.38
Der  Betrag  der  Hauptnormalspannung  1  entspricht  dabei  der  maximalen 
Torsionsspannung  t,nenn  (t, max). Bei dem  für die Auswertung  von Einschlussbrüchen 
bei  Umlaufbiegeprüfungen  verwendeten  Strukturmodell  wird  lediglich  von  einer 
wirkenden Zugspannung  ausgegangen  (vgl. Abschnitt 4.3.4.7.4). Bei Torsion hingegen 
sind  neben  der  Zugspannung  auch  betragsmäßig  gleich  große  Druckspannungen 
vorhanden.  Es  ist  von  einem weiteren  Einfluss  durch  diese  zusätzlich  vorhandenen 
Druckspannungen  auszugehen.  Im  Kontext  des  Strukturmodells  wird 
dementsprechend eine verwendbare resultierende Zugspannung res gebildet. 
 
a) 
 
b) 
Abbildung 8.19:  Spannungswirkung im Hauptachsenzustand a) Beanspruchung des Risses b) geomet‐
rische Addition 
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Da  der  Beitrag  der  Druckspannungskomponente  zur  Rissöffnung  geringer 
einzuschätzen  ist  als  der  der  Zugspannungskomponente,  erfolgt  keine  Addition  der 
Beträge  der  Hauptspannungen.  Vielmehr  soll  an  dieser  Stelle  eine  geometrische 
Addition  der Hauptnormalspannungen  vorgeschlagen werden, wodurch  sich  für res 
der durch Gleichung 8.39 beschriebene Zusammenhang ergibt. 
ߪ௥௘௦ ൌ ටߪଵଶ ൅ ሺെߪଵሻଶ ൌ √2 ∙ ߪଵ  8.39 
Für  die  resultierende  Zugspannung  in  Abhängigkeit  von  der  Tiefenlage  eines 
Einschlusses in einem auf Torsion beanspruchten geraden Drahtes folgt entsprechend 
Gleichung 8.40. 
ߪ௥௘௦ሺ݄ሻ ൌ √2 ∙ ൬1 െ 2݄݀ ൰ ߬௧,௡௘௡௡  8.40 
Für  rein  wechselnde  Torsion  kann  unter  Verwendung  von  Gleichung  8.40  die 
Schwingbreite der Spannungsintensität durch 
∆ܭூ,ோୀିଵ ൌ ൬1 െ 2݄݀ ൰ ∙ ߬௧,௡௘௡௡ ∙ ඨ
16
ߨ ∙ 2ܽ  8.41 
ermittelt  werden.  Aufgrund  fehlender  Torsionswechselbrüche  bei  den  im  Rahmen 
dieser  Arbeit  untersuchten  Drahtproben,  hervorgerufen  durch  nichtmetallische 
Einschlüsse, wird an dieser Stelle auf eine Beispielrechnung verzichtet. 
Bei Torsionsschwellversuchen  (R=0) wurde bei den mit 350°C/60‘ wärmebehandelten 
Drähten  bei  einer  Mittelspannung  m, nenn=500 MPa,  einer  Spannungsamplitude 
a, nenn=500 MPa in einer Tiefe h=213µm bei 1,3x106 Schwingspielen ein Einschluss mit 
49 µm  Durchmesser  festgestellt.  Aus  diesen Werten  kann  nach  Gleichung  8.41  die 
Schwingbreite  der  Spannungsintensität  für  RK=0  ermittelt werden.  Umlaufbiegeprü‐
fungen  finden bei  einem  Spannungsverhältnis RK=‐1  statt.  Für  eine  gemeinsame Be‐
trachtung der durch dynamische Torsionsversuche und durch Umlaufbiegeprüfungen 
ermittelten Schwingbreiten der Spannungsintensität wird eine Übertragung auf das bei 
Umlaufbiegeprüfungen  vorhandene  Spannungsverhältnis  RK  durchgeführt. Unter  Vo‐
raussetzung eines im Bereich des nichtmetallischen Einschlusses eigenspannungsfreien 
Bereiches gilt dabei RK=R.  In [Rad13] werden für die Übertragung der Schwingbreiten 
der Spannungsintensität verschiedene Ansätze vorgeschlagen. 
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∆ܭூ,ோ ൌ ∆ܭூ,ோୀ଴ ∙ ሺ1 െ ܴ௄ሻଵ ௠⁄   keine Einschränkung für RK,  
mit 1/m=0,31  8.42
∆ܭூ,ோ ൌ ∆ܭூ,ோୀ଴ ∙ ሺ1 െ ܴ௄ሻ  für RK  0 mit =0,7…1,0 für Stähle  8.43
∆ܭூ,ோ ൌ ∆ܭூ,ோୀ଴ ∙ ඨ1 െ ܴ௄1 ൅ ܴ௄  für RK  0  8.44
Da  für  diese  Betrachtungen  eine  Übertragung  in  Spannungsverhältnisbereiche  RK<0 
erforderlich  ist,  können  die Gleichungen  8.43  und  8.44  dafür  nicht  genutzt werden. 
Durch FKM [FKM06] wird für das Verhältnis 1/m  in Gleichung 8.42 ein Wert von 0,31 
vorgeschlagen. Aus Gleichung 8.42 ergibt sich für R=‐1 (rein wechselnde Belastung) für 
KI,R=‐1 ein Wert von 273 MPa mm1/2. Der so berechnete Wert der Schwingbreite der 
Spannungsintensität aus Torsionsschwellprüfungen (rot) wurde in Verbindung mit den 
aus  Umlaufbiegeprüfungen  nach  Gleichung  4.126  ermittelten  Werten  in  Abbil‐
dung 8.20 dargestellt. 
Abbildung 8.20:   Schwingbreite der Spannungsin‐
tensität aus Umlaufbiegeprüfun‐
gen (blau) und Torsionsschwell‐
prüfungen (rot) 
Deutlich erkennbar  ist die gute Korrelation  zwischen den aus Umlaufbiegeprüfungen 
und Torsionsschwellprüfungen ermittelten Schwingbreiten der Spannungsintensität. 
Bei Dauerschwingversuchen  an  den  im  Rahmen  dieser  Arbeit  geprüften  Federn  der 
Geometrie G1 wurden  drei  Brüche  aufgrund  von  nichtmetallischen  Einschlüssen  bei 
verschiedenen  Spannungsverhältnissen  R  und  verschiedenen  Schwingspielzahlen  N 
festgestellt. Die erforderlichen Kenngrößen  für die Berechnung  sind nachfolgend  zu‐
sammengefasst. 
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Tabelle 8.7:  Angaben zu Einschlussbrüchen an Schraubendruckfedern (Nennspannungen bei ra) 
Bezeichnung  G1_01  G1_02  G1_03 
Mittelspannung m in MPa  536  536  536 
Amplitude a in MPa  384  402  491 
Einschlussgröße 2a in µm  59  49  40 
Einschlusstiefe h in µm  300  303  187 
Schwingspielzahl N  45.629.310  5.570.102  433.048 
Lage im Federkörper 
WAS zur WSF ver‐
schoben (=45°)* 
WIS, etwas zur WSF 
verschoben 
(=135°)* 
WIS (=180°)* 
* WIS: Windungsinnenseite; WSF: Windungsseitenfläche; WAS: Windungsaußenseite 
Für die Übertragung der oben dargestellten Größen müssen  zunächst die örtlich am 
Einschluss vorhandenen Spannungen ermittelt werden. Dabei werden der Spannungs‐
verlauf des räumlich gekrümmten Drahtes über den Drahtquerschnitt und der Abstand 
h des nichtmetallischen Einschlusses von der Drahtoberfläche berücksichtigt. Verwen‐
det wird  dafür Gleichung  8.37, wobei  jeweils  die Nennmittelspannung  m  sowie  die 
Nennspannungsamplitude a einzusetzen sind. 
Tabelle 8.8:  Rechengrößen zur Bestimmung der lokal über dem Einschluss vorhandenen Spannungen 
Bezeichnung/ Einheit  G1_01  G1_02  G1_03 
lokale Mittelspannung m,l in MPa  395,4  508,8  583,9 
Lokale Spannungsamplitude a,l in 
MPa 
283,3  381,6  534,9 
Spannungsverhältnis R  0,165  0,142  0,044 
Mit den so ermittelten Werten kann nach Gleichung 8.45 in Abhängigkeit vom jeweili‐
gen  Spannungsverhältnis  R  die  Schwingbreite  des  Spannungsintensitätsfaktors  KI,R 
berechnet werden. 
∆ܭூ,ோ ൌ ߬௔,௟ ∙ ඨ16ߨ ∙ 2ܽ  8.45 
Es ergeben sich für die betrachteten Einschlussbrüche folgende spannungsverhält‐
nisabhängigen Schwingbreiten der Spannungsintensität KI,R: 
G1_01: 	∆ܭூ,ோୀ଴,ଵ଺ହ ൌ 155,3	ܯܲܽ	݉݉ଵ/ଶ 
G1_02:  ∆ܭூ,ோୀ଴,ଵସଷ ൌ 190,6	ܯܲܽ	݉݉ଵ/ଶ 
G1_03:  ∆ܭூ,ோୀ଴,଴ସସ ൌ 241,0	ܯܲܽ	݉݉ଵ/ଶ 
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Um diese Werte mit den aus Umlaufbiegeprüfungen ermittelten Werten  in einem ge‐
meinsamen Diagramm darstellen zu können,  ist wie auch bei geraden dynamisch tor‐
dierten Drähten eine Übertragung auf das Spannungsverhältnis R=‐1 erforderlich. Da‐
für wird unter Verwendung  von Gleichung 8.42 eine Übertragung  in den  rein wech‐
selnden Beanspruchungsbereich mit R=‐1 durchgeführt (vgl. Gleichung 8.47). 
∆ܭூ,ோୀ଴ ൌ ∆ܭூ,ோ஽ௌ௏ሺ1 െ ܴ஽ௌ௏ሻ଴,ଷଵ  8.46
∆ܭூ,ோୀିଵ ൌ ∆ܭூ,ோୀ଴ ∙ ሺ2ሻ଴,ଷଵ ൌ ∆ܭூ,ோ஽ௌ௏ሺ1 െ ܴ஽ௌ௏ሻ଴,ଷଵ ∙ 2
଴,ଷଵ  8.47
Dabei entspricht KI,R=‐1 der übertragenen Schwingbreite der Spannungsintensität bei 
einem  Spannungsverhältnis  R=‐1,  KI,RDSV  der  spannungsverhältnisabhängigen 
Schwingbreite der Spannungsintensität über dem Einschlusses in der jeweiligen unter‐
suchten Feder und RDSV dem Spannungsverhältnis während der Dauerschwingprüfung. 
Die  jeweiligen  übertragenen Werte wurden  entsprechend  ihrer  Schwingspielzahl  in 
Verbindung mit den aus Umlaufbiegeprüfungen an identisch wärmebehandelten Dräh‐
ten erzeugten Ergebnissen in Abbildung 8.21 dargestellt. 
Abbildung 8.21:   Schwingbreite der Spannungsin‐
tensitätsfaktoren aus Umlaufbie‐
geprüfungen (blau) und Torsi‐
onsschwellprüfungen des Drah‐
tes der Schraubendruckfeder 
(rot) 
Aus Abbildung 8.21 wird deutlich, dass ebenfalls eine gute Korrelation  zwischen den 
aus Umlaufbiegeprüfungen  ermittelten  und  den  aus  Ergebnissen  der Dauerschwing‐
versuche  übertragenen  Schwingbreiten  der  Spannungsintensität  besteht.  Durch  die 
dargelegte  Vorgehensweise  wurde  somit  eine  einfach  anwendbare Möglichkeit  ge‐
schaffen, die mit Hilfe von Umlaufbiegeprüfungen ermittelbaren bruchmechanischen 
Kennwerte direkt für die Federauslegung zu nutzen. 
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Um eine Auslegung auf Basis dieser Methode durchführen zu können, ist die Informa‐
tion über die  in einem hochbelasteten Volumen vorhandene maximale Einschlussgrö‐
ße  erforderlich.  Im  Folgenden  sollen  deshalb Möglichkeiten  vorgestellt werden, mit 
deren Hilfe die maximale Einschlussgröße in einem hochbelasteten Werkstoffvolumen 
der Feder bestimmt werden kann. Dafür muss zunächst das hochbelastete Werkstoff‐
volumen in der Feder ermittelt werden. 
8.6.2 Möglichkeiten	zur	Ermittlung	des	hochbelasteten	Werkstoffvolumens	
in	Schraubendruckfedern	
Im Rahmen dieser Arbeit wurden verschiedene Herangehensweisen zur Ermittlung des 
hochbelasteten Werkstoffvolumens entwickelt. Diese weisen einen unterschiedlichen 
Grad der Vereinfachung und Konservativität auf. 
Bei der ersten Herangehensweise (Herangehensweise 1) wird von einem hochbelaste‐
ten Werkstoffvolumen mit konstanter Spannung ausgegangen. 
Zur Bestimmung des hochbelasteten Werkstoffvolumens wird die Grundgleichung zur 
Bestimmung des Volumens eines Torus genutzt (vgl. Abbildung 8.1). 
ܸ ൌ 2 ∙ ߨଶ ∙ ܴ ∙ ݎଶ  8.48 
Betrachtet wird dabei der Bereich, in dem die vorhandenen Spannungen größer als die 
an  der Windungsaußenseite  unterhalb  des  druckeigenspannungsbehafteten Oberflä‐
chenbereiches  vorhandenen  Spannungen  sind  (rot).  Begrenzt  wird  dieser  Bereich 
durch den druckeigenspannungsbehafteten oberflächennahen Bereich (grau, hES). 
Abbildung 8.22:   Hochbelastetes Vo‐
lumen in der Schrau‐
bendruckfeder 
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Für die Berechnung bildet Gleichung 8.4 die Grundlage. Es gilt in Punkt B: 
߬ଵሺݎଵ, ߮ଵሻ ൌ ሾܽݎଵଶܿ݋ݏଶ߮ଵ ൅ ܾݎଵܿ݋ݏ߮ଵ ൅ ܿሿ ∙ ݎଵݎ௔ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  mit: ߮ଵ ൌ 0;	 
ݎଵ ൌ ݎ௔ െ ݄ாௌ 
8.49
und in Punkt A: 
߬ଶሺݎଶ, ߮ଶሻ ൌ ሾܽݎଶଶܿ݋ݏଶ߮ଶ ൅ ܾݎଶܿ݋ݏ߮ଶ ൅ ܿሿ ∙ ݎଶݎ௔ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  mit: ߮ଶ ൌ ߨ	  8.50
Die  lokal vorhandenen Spannungen  in den Punkten A und B  sind  identisch. Entspre‐
chend sind Gleichung 8.49 und 8.50 gleichzusetzen. Es ergibt sich ein Nullstellenprob‐
lem 3. Ordnung. 
0 ൌ ܽݎଶଷ െ ܾݎଶଶ ൅ ܿݎଶ െ ሾܽݎଵଷ ൅ ܾݎଵଶ ൅ ܿݎଵሿ  8.51
Als Ergebnis von Gleichung 8.51 ergeben sich eine reelle und zwei komplexe Lösungen 
(vgl. Anhang A). Die reelle Lösung entspricht dabei dem Wert für ݎଶ. 
ݎଵ ൌ ܱܤതതതത  8.52  ݎଶ ൌ ܱܣതതതത  8.53
Es ist nun möglich, unter Verwendung von Gleichung 8.48 das hochbelastete Volumen 
einer Windung der Feder zu berechnen. Dafür wird zum einen das Volumen Vklein be‐
trachtet, in dem die normierten vorhandenen Spannungen kleiner als an den Stellen A 
und B sind und zum anderen das Volumen Vgroß, dass durch den druckeigenspannungs‐
behafteten oberflächennahen Bereich begrenzt wird. Die in Gleichung 8.48 enthalten‐
den Rechengrößen werden für Vklein durch 
ݎ௞௟௘௜௡ ൌ ሺݎଵ ൅ ݎଶሻ/2  8.54 ܴ௞௟௘௜௡ ൌ ሺܦ௠ ൅ ݎଵ െ ݎଶሻ/2  8.55
und für Vgroß durch 
ݎ௚௥௢ß ൌ ݎ௔ െ ݄ாௌ  8.56 ܴ௚௥௢ß ൌ ܦ௠/2  8.57
beschrieben. Die Differenz  von  Vgroß  und  Vklein  entspricht  dann  dem  hochbelasteten 
Volumen V1* einer Windung der Feder. Das Gesamtvolumen ergibt sich durch Multipli‐
kation mit der Anzahl der federnden Windungen nf der Feder zu V1. 
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Bei  der  zweiten  Herangehensweise  (Herangehensweise  2)  werden  unterschiedlich 
hoch belastete Volumen über das Spannungsintegral berücksichtigt. 
Rödling  [Röd11]  verwendete das  Spannungsintegral, um die bei Umlaufbiegeprüfun‐
gen  aufgrund  des  Spannungsverlaufs  über  den Drahtquerschnitt  vorhandene  Beein‐
flussung der im Material detektierbaren Einschlüsse und deren Verteilungsfunktion zu 
berücksichtigen.  Dabei  wurde  eine  Überführung  der  Umlaufbiegebeanspruchung  in 
eine schädigungsäquivalente Axialbeanspruchung durchgeführt. 
ܸ ൌ න ൤ߪ௫௬௭ߪ௠௔௫൨
భ
೘ ܸ݀
௏
  8.58 
Das  Spannungsintegral  bzw.  das  spannungsäquivalente  Volumen  des  Drahtes  Vo  ist 
sowohl von der Bauteilgeometrie als auch von dem Streuungsexponent abhängig. Es 
handelt sich entsprechend um keine reine Bauteilgröße [Hai02]. Unter Voraussetzung 
einer von der Drahtmitte aus linear mit dem Radius r zunehmenden Normalspannung 
ergibt sich aus Gleichung 8.58: 
ܸ ൌ න ൤ ݎݎ௔൨
భ
೘ ܸ݀
௏
  8.59 
Mit dem Streuungsexponenten der Logit‐Verteilung 
݉ ൌ 0,524 ∙ ݈݃ ௅ܶ  8.60 
und Ersetzen des differenziellen Volumens dV durch 
ܸ݀ ൌ 2ߨ ∙ ݎ ∙ ݈௢ ∙ ݀ݎ  8.61 
ergibt sich aus Gleichung 8.59 nach Integration und bei Berücksichtigung der Tiefe des 
Nulldurchgangs von Druck‐  in Zugeigenspannungen hES  für das spannungsäquivalente 
Volumen  des  durch  umlaufende  Biegung  geprüften  Drahtes  VD  folgende  Beziehung 
[Röd11]: 
஽ܸ ൌ 2ߨ ∙ ݈௢2 ൅ ଵ௠
∙ ݎ௔ି
భ
೘ ∙ ሺݎ௔ െ ݄ாௌሻଶା
భ
೘  8.62 
Auf gleiche Weise wird auch das spannungsäquivalente Volumen der Schraubendruck‐
feder  für konstante Schubbeanspruchung gebildet. Vereinfachend wird ebenfalls von 
einer  linear von der Drahtmitte aus mit dem Radius  r zunehmenden Schubspannung 
ausgegangen. 
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Die Drahtlänge lo aus Gleichung 8.61 wird durch einen vom mittleren Windungsdurch‐
messer Dm und von der Anzahl federnder Windungen nf abhängigen Term ersetzt. 
ிܸ ൌ 2ߨ
ଶ ∙ ܦ௠ ∙ ݊௙
2 ൅ ଵ௠
∙ ݎ௔ି
భ
೘ ∙ ሺݎ௔ െ ݄ாௌሻଶା
భ
೘  8.63 
Der  Spannungsbeiwert  k(x)  und  der  damit  verbundene  Spannungsverlauf  über  den 
Drahtquerschnitt wird bei dieser Herangehensweise nicht berücksichtigt. 
Durch eine Erweiterung der vorangestellten Herangehensweise (Herangehensweise 3) 
wird der vorhandene Spannungsverlauf über den Drahtquerschnitt berücksichtigt. 
Der Verlauf des Spannungsbeiwertes k(r,) wird in Abhängigkeit vom Radius r ausge‐
hend von der Drahtmitte und dem Winkel  (=0 an Windungsaußenseite) durch fol‐
gende Gleichung beschrieben. 
݇ሺݎ, ߮ሻ ൌ ܽݎଶܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾݎܿ݋ݏ߮ ൅ ܿ 8.64
Die lokal in der Feder vorhandene Schubspannung ergibt sich in Abhängigkeit vom Ra‐
dius r und dem Winkel  entsprechend aus: 
߬௥,ఝሺݎ, ߮ሻ ൌ ሺܽݎଶܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾݎܿ݋ݏ߮ ൅ ܿሻ ∙ ݎݎ௔ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  8.65
Die maximal in der Feder vorhandene Spannung entspricht: 
߬௠௔௫ ൌ ݇ ∙ ߬௧,௡௘௡௡  8.66
Das Spannungsintegral entspricht somit: 
ிܸ ൌ න ൤ ߬௥,ఝ߬௠௔௫൨
భ
೘ ܸ݀
௏
  8.67
Der Exponent m wird nach Gleichung 8.60 ermittelt. Nach Einsetzen ergibt sich für das 
Spannungsintegral: 
ிܸ ൌ න ቈܽݎ
ଷܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾݎଶܿ݋ݏ߮ ൅ ܿݎ
݇ ∙ ݎ௔ ቉
భ
೘ ܸ݀
௏
  8.68
Das differentielle Volumen wird anschließend ersetzt durch: 
ܸ݀ ൌ ݎ ∙ ݈ி ∙ ݀߮ ∙ ݀ݎ  8.69
Dabei ist lF die Länge des Drahtes in der Feder. 
154  Theoretische Überlegungen 
 
 
ிܸ ൌ න න ቈܽݎ
ଷܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾݎଶܿ݋ݏ߮ ൅ ܿݎ
݇ ∙ ݎ௔ ቉
భ
೘ ∙ ݎ ∙ ݈ி ∙ ݀߮ ∙ ݀ݎ
ଶగ
଴
௥ೌ ି௛ಶೄ
଴
  8.70 
						ൌ ݈ி
ሺ݇ ∙ ݎ௔ሻ
భ
೘
න න ሾܽݎଷܿ݋ݏଶ߮ ൅ ܾݎଶܿ݋ݏ߮ ൅ ܿݎሿ భ೘ ∙ ݎ ∙ ݀߮ ∙ ݀ݎ
ଶగ
଴
௥ೌ ି௛ಶೄ
଴
  8.71 
Das vorliegende Integral beschreibt das spannungsäquivalente Volumen einer Schrau‐
bendruckfeder. Da eine analytische Lösung dieses Integrals nur mit erhöhtem Rechen‐
aufwand möglich  ist, wird  auf  numerische  Lösungsverfahren,  die  beispielsweise mit 
dem Programm Maple durchgeführte werden können, zurückgegriffen. 
In der folgenden Abbildung wurden die numerischen Lösungen von Gleichung 8.71 für 
das spannungsäquivalente Volumen VF  in Abhängigkeit vom Drahtdurchmesser d und 
Spannungsbeiwert k bzw. dem Wickelverhältnis w der Feder aufgetragen. Die zugrun‐
degelegte  Drahtlänge  lF=l  wurde  bei  den  Berechnungen  nicht  variiert  und  beträgt 
l=300 mm.  Das  in  einer  Feder  vorhandene  spannungsäquivalente  Volumen mit  der 
Drahtlänge lF kann durch eine einfache Verhältnisgleichung V/l=VF/lF ermittelt werden. 
Abbildung 8.23:  spannungsäquivalentes Volumen V 
nach Gleichung 8.71 mit l=lF (de‐
taillierter in Anhang C) 
Durch Abbildung 8.23 wird verdeutlicht, dass natürlich das spannungsäquivalente Vo‐
lumen vom  jeweiligen Drahtdurchmesser d abhängig  ist. Weiterhin nimmt das  span‐
nungsäquivalente Volumen mit steigendem Spannungsbeiwert k und dem damit ver‐
bundenen  größeren  Spannungsgefälle  ausgehend  von  der  Windungsinnenseite  der 
Feder ab. Für einen geraden Draht, d.h. für k=1, ergibt sich der durch Gleichung 8.62 
berechenbare Wert des spannungsäquivalenten Volumens. Gleichung 8.62 stellt somit 
einen Sonderfall von Gleichung 8.71 dar. 
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8.6.3 Abschätzung	des	auslegungsrelevanten	Einschlussdurchmessers	
Mit Hilfe von Gleichung 4.125 können nun die im Vergleichsvolumen V0 (VD) vorhande‐
nen mittleren Einschlussdurchmesser  ̅ݔ௏బ  (̅ݔ௏బ ൌ 2ܽതതതത௏బ) auf die  im hochbelasteten Vo‐
lumen  der  Feder  V1  (VF)  vorhandenen  mittleren  Einschlussdurchmesser  ̅ݔ௏భ  (̅ݔ௏భ ൌ
2ܽതതതത௏భ) übertragen werden. Dies gilt zunächst für eine Auftretenswahrscheinlichkeit von 
50%. Mit einer Wahrscheinlichkeit von 50% sind dann  im Volumen V1 nur Einschlüsse 
vorhanden, die kleiner als ̅ݔ௏ଵ sind. 
̅ݔ௏భ ൌ ̅ݔ௏బ ൬ ଵܸ଴ܸ൰
଴,ହଶସ∙௟௚்ಽ
  8.72
Die dafür erforderlichen Größen  zur Berechnung können direkt aus den Ergebnissen 
der Umlaufbiegeprüfungen ermittelt werden (vgl. Abschnitt 7.6). Natürlich ist eine Aus‐
legung bei einer Wahrscheinlichkeit  von 50%, dass ein Einschluss  größer  ̅ݔ௏ଵ  im be‐
trachteten Volumen  vorhanden  ist,  nicht  sinnvoll. Deshalb  sollte  für  eine Auslegung 
eine Einschlussgröße xi  (xi=2a) zugrunde gelegt werden, deren Auftreten  im Volumen 
V1 deutlich unwahrscheinlicher  ist. Dies kann durch Einsetzen von Gleichung 4.119  in 
4.121 und anschließendem Auflösen nach xi erfolgen. 
ݔ௜ ൌ ݔ௏భ,௜ ൌ 10൬
√య
ഏ ∙௟௡
ು
భషು൰∙ௌ೗೒ା௟௚௫̅ೇభ   8.73
P entspricht dabei der Wahrscheinlichkeit, dass ein Einschluss der Größe xV1,i im Volu‐
men V1 nicht auftritt. Bei Verwendung der Einschlussgröße xV1,i als Auslegungskriteri‐
um entspricht die Überlebenswahrscheinlichkeit somit Pü=P. 
Mit  Hilfe  der  genannten  Beziehungen  lassen  sich  für  eine  Wahrscheinlichkeit  des 
Nichtauftretens  Pü=90%  folgende  auslegungsrelevanten  Einschlussdurchmesser 
xV1,i=2a für die Federauslegung ermitteln. 
Tabelle 8.9:  Berechnete auslegungsrelevante Einschlussdurchmesser (Pü=90%) 
  2aG1 in µm (w=6,0)  2aG2 in µm (w=3,7) 
Herangehensweise 1  66,6  64,5 
Herangehensweise 2  63,5  59,4 
Herangehensweise 3  53,9  47,4 
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Mit  abnehmendem  Grad  der  verwendeten  Vereinfachungen  zur  Bestimmung  des 
hochbelasteten Werkstoffvolumens  nehmen  die  für  eine  Auslegung  relevanten  Ein‐
schlussdurchmesser ab. 
8.6.4 Bestimmung	zulässiger	Spannungen	für	Schraubendruckfedern	
Es  besteht  nun  die Möglichkeit,  durch  eine  inverse Vorgehensweise  zulässige  Span‐
nungsamplituden  an  der Windungsinnenseite  der  Feder  in  Abhängigkeit  vom  Span‐
nungsverhältnis R, der Einschlussgröße 2a=xV1.i und dem durch Umlaufbiegeprüfungen 
ermittelbaren Schwellenwert zur Ermüdungsrissausbreitung KI,th zu bestimmen. 
Dafür  ist  in  einem  ersten  Schritt  der  Schwellenwert  zur  Ermüdungsrissausbreitung 
KI,R=‐1 nach Gleichung 4.126 auf Grundlage der gefundenen Einschlussbrüche  zu er‐
mitteln. Anschließend muss der Wert für KI,R=‐1, der für ein Spannungsverhältnis R=‐1 
gilt, auf das Spannungsverhältnis RDSV, welches während des Betriebes der Schrauben‐
druckfeder vorliegt, nach Gleichung 8.74 übertragen werden (vgl. Gleichung 8.47). 
∆ܭூ,ோವೄೇ ൌ
∆ܭூ,ோୀିଵ ∙ ሺ1 െ ܴ஽ௌ௏ሻ଴,ଷଵ
2଴,ଷଵ   8.74 
Anschließend kann nach Umstellen von Gleichung 8.45 die  lokal über dem Einschluss 
zulässige Spannungsamplitude A,l ermittelt werden. Mit Hilfe von Gleichung 8.37 kann 
dieser Wert nun  auf  zulässige  Spannungsamplituden  kA  an der Windungsinnenseite 
der Feder übertragen werden. 
a) 
 
b) 
Abbildung 8.24:   Haigh‐Diagramme  für  berechnete  Einschlussgrößen  2a  aus  Tabelle 8.9  für 
KI,R= ‐1=220 MPa mm1/2 a) für G1 (w=6) b) für G2 (w=3,7) 
Auf diese Weise können komplette Dauerfestigkeitsschaubilder (vgl. Abbildung 8.24) in 
Abhängigkeit vom durch Umlaufbiegeprüfungen  feststellbaren Schwellenwert der Er‐
müdungsrissausbreitung KI,R=‐1, der im hochbelasteten Volumenbereich vorhandenen 
0
50
100
150
200
250
300
350
400
450
0 200 400 600 800 1000 1200
Sp
an
nu
ng
sa
m
pl
itu
de
  k
A
in
 M
Pa
Mittelspannung km in MPa
2a=66,6 µm
2a=63,5 µm
2a=53,9 µm 0
50
100
150
200
250
300
350
400
450
0 200 400 600 800 1000 1200
Sp
an
nu
ng
sa
m
pl
itu
de
  k
A
in
 M
Pa
Mittelspannung km in MPa
2a=64,5 µm
2a=59,4 µm
2a=47,4 µm
Theoretische Überlegungen  157 
 
Einschlussgröße  2a  (gilt  für  bestimmtes  Pü),  der  minimalen  Einschlusstiefe  h=hES 
(hES=150 µm) und federgeometrieabhängigen Größen wie dem Wickelverhältnis w und 
dem Drahtdurchmesser d ermittelt werden. Für eine sichere Auslegung sollte dabei die 
auslegungsrelevanten  Einschlussdurchmesser  (Tabelle 8.9)  2a  an  der  bezüglich  der 
Schwingbreite der Spannungsintensität kritischen Stelle, d.h. direkt an der Windungs‐
innenseite an der Stelle des Durchgangs von Druck‐  in Zugspannung, betrachtet wer‐
den. 
Bei diesem Rechengang bleibt zu bemerken, dass es sich bei den so abgeschätzten zu‐
lässigen Spannungsamplituden kA um konservative Spannungen handelt, da mit einer 
direkt  unterhalb  des  eigenspannungsbehafteten  Bereiches  vorhandenen maximalen 
Spannungsamplitude gerechnet wird, die aufgrund des Spannungsgefälles im zur Feder 
gewundenen Draht nicht an jeder Stelle des betrachteten Bereiches vorliegt. 
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9 Zusammenfassung	
Das Ziel dieser Arbeit war es, eine Auslegung von Schraubendruckfedern auf Basis von 
Umlaufbiegeprüfungen zu ermöglichen, ohne dabei auf Ergebnisse aus Dauerschwing‐
versuchen an  Schraubendruckfedern  zurückgreifen  zu müssen. Bei den dynamischen 
Untersuchungen wurden verschiedene Bruchmechanismen festgestellt. Eine Einteilung 
erfolgte  in  Brüche  ausgehend  von  der  Drahtoberfläche  und  Brüche  ausgehend  von 
inneren Kerben  in Form von nichtmetallischen Einschlüssen. Für beide übergeordnete 
Schadensmechanismen wurden Methoden abgeleitet, mit deren Hilfe, ausgehend von 
Ergebnissen  aus Umlaufbiegeprüfungen  an Drähten,  eine  Auslegung  von  aus  diesen 
Drähten gefertigten Schraubendruckfedern erfolgen kann. 
In diesem Zusammenhang  liegen nun Methoden vor, mit deren Hilfe die drei überge‐
ordneten Übertragungsschritte  
‐ Übertragung von zulässigen Spannungen des Drahtes bei wechselnder Biegung 
auf wechselnde Torsion 
‐ Übertragung von zulässigen Spannungen des Drahtes bei wechselnder Torsion 
auf schwellende Torsion und 
‐ Übertragung von zulässigen Spannungen des Drahtes bei schwellender Torsion 
auf zulässige Spannungen des Bauteils Schraubendruckfeder 
vollzogen werden können. 
Es wurde gezeigt, dass die Gestaltänderungshypothese (GEH) auch für die Übertragung 
dynamischer Kennwerte aus wechselnder Biegung auf wechselnde Torsion verwendet 
werden kann. Es muss dabei allerdings die Kerbwirkung aufgrund der rauen Drahtober‐
fläche und die damit verbundene Spannungsüberhöhung berücksichtigt werden. Das 
Kriterium nach Dang Van  liefert  ähnlich  gute  Ergebnisse bei dieser Übertragung. Als 
Vorteil für dieses Kriterium ist die Berücksichtigung der örtlich vorhandenen hydrosta‐
tischen  Spannungen  und  somit  der  vorhandenen  Eigenspannungen  des  geprüften 
Drahtes zu sehen. 
Für die Übertragung der zulässigen Spannungsamplitude bei wechselnder Torsion auf 
schwellende  Torsion wurde  die  Anwendbarkeit  der  gegenwärtig  zur  Verfügung  ste‐
henden  Beziehungen  zur  Abschätzung  der  Mittelspannungsempfindlichkeit  aus  der 
Zugfestigkeit des  jeweiligen Werkstoffes überprüft. Die damit berechneten Werte der 
Mittelspannungsempfindlichkeit M  sind  teilweise  deutlich  zu  groß.  Es wird  deshalb 
eine Anpassung der werkstoffabhängigen, gegenwärtig verwendeten Faktoren für den 
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hier untersuchten ölschlussvergüteten Federstahl vorgeschlagen. Eine neue Methode, 
mit deren Hilfe durch Umlaufbiegeprüfungen an nicht kugelgestrahlten und kugelge‐
strahlten Drähten  die  jeweilige Mittelspannungsempfindlichkeit  abgeschätzt werden 
kann, wurde entwickelt und zeigt gute Übereinstimmung zwischen Rechnung und Ver‐
such.  Ein  Verhältnis  zwischen  der Mittelspannungsempfindlichkeit  für  Normal‐  und 
Tangentialspannung von 1/3, wie es beispielsweise durch die FKM‐Richtlinie vorge‐
schlagen wird, konnte nicht bestätigt werden. 
Weiterhin wurde die Hypothese  aufgestellt, dass bei wechselnder und  schwellender 
Torsionsbelastung die  größte Hauptnormalmittelspannung  (Zugspannung) und deren 
Überlagerung mit den  in dieser Richtung vorhandenen Eigenspannungen  für eine Be‐
einflussung  der  Schwingfestigkeit  verantwortlich  sind.  Diese  Hypothese  wurde  ge‐
stützt,  indem die bei schwellender Torsion ermittelten zulässigen Spannungsamplitu‐
den unter Berücksichtigung  von Einflüssen der  rauen Oberfläche  zusätzlich über der 
effektiven Mittelspannung  1m,eff  in  Abbildung 8.12  aufgetragen wurden.  Es  besteht 
jeweils  ein  linearer  Zusammenhang  zwischen  den  genannten  Festigkeitswerten  und 
der effektiven Mittelspannung 1m,eff, obwohl bei den mit 420°C wärmebehandelten 
Drähten eine deutliche Relaxation der Druckeigenspannungen  in Richtung der kleins‐
ten Hauptnormalspannung  (Druckspannung)  infolge der dynamischen Beanspruchung 
zu verzeichnen war (vgl. Abbildung 7.7). 
Es war  auch  erforderlich,  die  zulässigen  Spannungsamplituden  des  Drahtes  für  den 
Torsionsschwellbereich auf  zulässige Spannungsamplituden der Feder  zu übertragen. 
Die dafür entwickelte Methode berücksichtigt den  statistischen Größeneinfluss.  Ent‐
sprechend ist nicht nur eine Übertragung zulässiger Spannungsamplituden des Drahtes 
auf  die  der  Feder,  sondern  auch  eine Übertragung  zulässiger  Spannungsamplituden 
von beispielsweise Federgeometrie 1 auf eine andere Federgeometrie 2 möglich. Vo‐
raussetzung dafür sind gleiche oder ähnliche Ausgangsmaterialien und Fertigungstech‐
nologien. In diesem Zusammenhang bietet sich auch die Möglichkeit einer „einfachen“ 
Erneuerung  der  in  [DIN13906/1]  enthaltenen,  jedoch  veralteten,  Goodman‐
Diagrammen durch Dauerschwingversuche an wenigen ausgewählten Schraubendruck‐
federn. 
Neben den Betrachtungen  zur Übertragung  zulässiger Spannungsamplituden wurden 
auch  Betrachtungen  zur  Übertragung  bruchmechanischer  Kennwerte  angestellt.  Die 
ermittelten  bruchmechanischen  Kennwerte  bezogen  sich  dabei  auf  nichtmetallische 
Einschlüsse. Es konnte gezeigt werden, dass eine Übertragung mit einfachen Ansätzen 
wie beispielsweise der Bildung einer resultierenden Zugspannung aus der Druck‐ und 
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Zugspannungskomponente der Torsionsbeanspruchung möglich ist. Auch die Anwend‐
barkeit eines  in der  Literatur beschriebenen Zusammenhangs  zwischen dem Schwel‐
lenwert  zur  Ermüdungsrissausbreitung  bei  rein wechselnder  Beanspruchung  (RK=‐1) 
und schwellender Beanspruchung (RK>0) konnte empirisch bestätigt werden. Es ist nun 
möglich, bei gegebener Größe und Lage des vorhandenen Einschlusses zulässige Span‐
nungsamplituden der  auszulegenden  Schraubendruckfeder  zu bestimmen. Weiterhin 
kann unter Verwendung statistischer Methoden und nach Bestimmung des hochbelas‐
teten Werkstoffvolumens der Feder die mit vorgegebener Wahrscheinlichkeit vorhan‐
dene maximale Einschlussgröße  im hochbelasteten Werkstoffvolumen bestimmt wer‐
den.  Benötigt wird  dafür  die  Verteilungsfunktion  der  im Material  vorhandenen  Ein‐
schlüsse. Deren  Parameter  ergeben  sich  durch  statistische Auswertung  der  bei Um‐
laufbiegeprüfungen an kugelgestrahlten Drähten auftretenden Einschlussbrüche. 
In Anbetracht  der  gezeigten  Ergebnisse  ist  eine Abschätzung  zulässiger  Spannungen 
auf  Basis  von  Ergebnissen  aus Umlaufbiegeprüfungen möglich.  Bei  der Übertragung 
der Ergebnisse aus Umlaufbiegeprüfungen auf kugelgestrahlte Schraubendruckfedern 
werden dabei konservative zulässige Spannungsamplituden abgeschätzt. Gründe dafür 
liegen  in  einer  konservativen  Abschätzung  der  Torsionswechselfestigkeit  W  aus  der 
Biegewechselfestigkeit bW (vgl. Abbildung 8.8, Abbildung 8.9) und einer konservativen 
Abschätzung zulässiger Spannungsamplituden bei der Übertragung der Kennwerte des 
Drahtes  auf  die  des  Bauteils  Schraubendruckfeder  (vgl. Abbildung 8.4). Die  aus Um‐
laufbiegeprüfungen  an  Drähten  berechneten  zulässigen  Spannungsamplituden  der 
Schraubendruckfeder  liegen  im  Schwingspielzahlbereich  zwischen  106  und  107  zwi‐
schen  85  und  98%  der  direkt  durch  Dauerschwingversuche  an  kugelgestrahlten 
Schraubendruckfedern  abgeprüften  zulässigen  Spannungsamplituden. Diese  Tendenz 
wurde auch bei der Übertragung der Kennwerte aus Umlaufbiegeprüfungen an kugel‐
gestrahlten  patentiert  gezogenen Drähten  unterschiedlicher  Zugfestigkeit  (Rm=1607‐
2230 MPa)  und  aus  diesen Drähten  hergestellten  Schraubendruckfedern  festgestellt 
(vgl. Tabelle 8.6). Das Verhältnis zwischen berechneten und durch Dauerschwingversu‐
che  ermittelten  zulässigen  Spannungsamplituden  lag  dort  zwischen  0,80  und  0,91. 
Auch bei der Berechnung zulässiger Spannungsamplituden auf Basis von bruchmecha‐
nischen  Kennwerten werden  konservative  Spannungen  abgeschätzt. Grund  dafür  ist 
die Rechnung mit einem in einem hochbelasteten Volumen vorhandenen größten Ein‐
schluss, der sich an der bezüglich der vorhandenen Spannung kritischsten Stelle in der 
jeweiligen betrachteten Feder befindet. 
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Bei der Übertragung der Ergebnisse aus Umlaufbiegeprüfungen an nicht kugelgestrahl‐
ten  Drähten  werden  im  Schwingspielzahlbereich  zwischen  106  und  107  maximal 
15 MPa  zu  große  zulässige  Spannungsamplituden berechnet  (vgl. Abbildung 8.15).  In 
Richtung kleinerer Schwingspielzahlen  (<106) erfolgt, wie auch bei den kugelgestrahl‐
ten Federn, eine konservative Abschätzung der  zulässigen Spannungsamplituden aus 
Ergebnissen  der Umlaufbiegeprüfung. Grund  dafür  sind  die  bereits  bei  der Übertra‐
gung der Biegewechselfestigkeit bW  auf die  Torsionswechselfestigkeit  W  vorhande‐
nen Abweichungen zwischen Rechnung und Versuch (vgl. Abbildung 8.8). 
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10 Ausblick	
Mit Hilfe der vorgestellten Methoden ist eine deutlich bessere Abschätzung zulässiger 
Spannungsamplituden  für  Schraubendruckfedern  aus  Ergebnissen  von  Umlaufbiege‐
prüfungen möglich, als es bisher der Fall war. Für eine erste Abschätzung der zulässi‐
gen Spannungsamplitude für Schraubendruckfedern sind diese durchaus geeignet. Um 
eine noch bessere Ergebnisqualität zu erzielen, sollte die Verwendung einer schwing‐
spielzahlabhängigen  Funktion,  mit  deren  Hilfe  berechnete  zulässige  Spannungs‐
amplituden anwendungsspezifisch korrigierbar sind,  in Betracht gezogen werden. Auf 
eine Definition dieser Funktion wurde  im Rahmen dieser Arbeit verzichtet, da eine zu 
kleine Versuchsbasis vorlag. Werden durch den Federanwender Spannungsamplituden 
bei  gegebener  Mittelspannung  gefordert,  die  über  den  aus  Umlaufbiegeprüfungen 
berechneten Werten liegen, sollte auf Dauerschwingversuche im Rahmen des Muster‐
prozesses nicht verzichtet werden. 
Während der Untersuchungen  ergaben  sich  verschiedene  Fragen, die durch weitere 
Forschungsarbeiten  geklärt  werden  sollten,  um  eine  noch  bessere  Auslegung  von 
Schraubendruckfedern  auf  Basis  von  Umlaufbiegeprüfungen  zu  ermöglichen.  Bei‐
spielsweise wurden  in  dieser Arbeit  Faktoren  der  allgemeinen  Betriebsfestigkeit  zur 
Berücksichtigung rauer Oberflächen verwendet, die durch empirische Untersuchungen 
für  Stähle mit  Zugfestigkeiten  Rm<1200 MPa  entwickelt wurden. Die  Zugfestigkeiten 
von  Federstählen  liegen  jedoch  deutlich  höher, wodurch  eine  gewisse  Extrapolation 
über den zur Ermittlung der Faktoren verwendeten Versuchsraums erfolgte. Eine Defi‐
nition dieser Faktoren für Federstahl war  im Rahmen dieser Arbeit nicht möglich und 
sollte in weiteren Forschungsarbeiten entwickelt werden. Ob eine kugelgestrahlte raue 
Oberfläche mit  beispielsweise  Rz=6 µm  bezüglich  eines Oberflächenfaktors  gleich  zu 
behandeln ist wie eine nicht kugelgestrahlte raue Oberfläche gleicher gemittelten Rau‐
tiefe,  ist nicht bekannt. Dies könnte  jedoch durch Versuche an nicht kugelgestrahlten 
und  kugelgestrahlten Walzdrähten, die  anschließend Vergütet und  somit  eigenspan‐
nungsfrei sind, geklärt werden. Erste stichprobenartige Versuche an wenigen Drähten 
zeigen, dass auch bei kugelgestrahlten rauen Oberflächen ein signifikanter Schwingfes‐
tigkeitsabfall  infolge der Zunahme der gemittelten Rautiefe Rz erfolgt. Auch Versuche 
zur Bestimmung des spannungsmechanischen Größeneinflusses, der gegenwärtig nicht 
im vorliegenden Rechengang Berücksichtigung  findet, würden  sich einfach gestalten. 
Dafür wären dynamische Versuche an Drähten des gleichen Materials mit unterschied‐
lichem Durchmesser  und  somit  unterschiedlichem  bezogenen  Spannungsgefälle  not‐
wendig.  
Ausblick  163 
 
Um  statistische Größeneinflüsse bei diesen Untersuchungen  zu vermeiden,  sollte die 
gleiche Drahtoberfläche der geometrisch unterschiedlichen Proben vorliegen. 
Weiterhin stellt sich die Frage nach dem Verhältnis der Mittelspannungsempfindlich‐
keit für Normal‐ und Tangentialspannung. Die durchgeführten Untersuchungen zeigen, 
dass das durch FKM vorgeschlagene Verhältnis von M/M =1/3  für die hier unter‐
suchten Drähte nicht zutrifft. Vielmehr wird die Ergebnisqualität bei Verwendung eines 
Verhältnisses M/M von 0,83 deutlich verbessert. Für eine allgemeine Definition die‐
ses Verhältnisses für Federstahl sind zusätzliche Versuche notwendig. Darüber hinaus 
sind dynamische Torsionsversuche an kugelgestrahlten Drähten  im Spannungsverhält‐
nisbereich R>>0  sinnvoll, um eine Mittelspannungsverschiebung  infolge vorhandener 
oberflächennaher Druckeigenspannungen  und  eine  damit  verbundene Beeinflussung 
der Mittelspannungsempfindlichkeit im Spannungsverhältnisbereich R>0 zu belegen. 
Die in dieser Arbeit vorgestellte Methode zur Ermittlung zulässiger Spannungsamplitu‐
den an der Windungsinnenseite der Schraubendruckfeder auf Basis von bruchmecha‐
nischen  Kennwerten  kann weiter  verbessert werden,  indem  die  Auswirkungen  von 
Zusammensetzung und Form der Einschlüsse genauer bei der Auslegung berücksichtigt 
werden. Bei Untersuchungen diesbezüglich sollte auf die Einteilung nach [Muh92] ein‐
gegangen werden. Ebenso sollten Auswirkungen von Teilschädigungen des Drahtes im 
Sinne  der  Schadensakkumulation, wie  sie  bei  der  Federherstellung  durch  plastische 
Verformungsvorgänge während des Windens, Kugelstrahlens und Vorsetzens erfolgen, 
genauer untersucht werden. 
Ob  die  erarbeitete Methode  auch  für  Schwingspielzahlen N>107  geeignet  ist,  bleibt 
offen. 
Es  sollte weiterhin untersucht werden,  inwiefern Härtemessungen  für eine Abschät‐
zung der vorhandenen Eigenspannungen geeignet sind. Die Auswirkungen von Eigen‐
spannungen auf versuchstechnisch ermittelte Härtewerte wurde bereits nachgewiesen 
[Gib04]. Einen Zusammenhang  zwischen Härtewerten von eigenspannungsfreien und 
eigenspannungsbehafteten  Proben  und  den  tatsächlich  vorhandenen  Eigenspannun‐
gen gibt es bisher jedoch nicht. Falls derartige Zusammenhange definiert werden kön‐
nen, wäre  eine  Substitution  teurer  röntgenographischer  Eigenspannungsmessungen 
durch Härtemessungen möglich. 
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Die genannten Fragen bieten Raum für weitere Untersuchungen und sollten Bestand‐
teil zukünftiger Forschungsvorhaben sein. Deren Beantwortung führt zu einem besse‐
ren Verständnis der bei dynamisch belasteten Schraubendruckfedern zum Bruch  füh‐
renden Vorgänge. Es können nun deutlich genauer zulässige Spannungsamplituden für 
Schraubendruckfedern  auf Basis  von Umlaufbiegeprüfungen  an Drähten  abgeschätzt 
werden. Auf Dauerschwingversuche am Bauteil Feder selbst sollte dennoch nicht gänz‐
lich verzichtet werden. 
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Anhang  177 
 
Anhang	A:	Lösung	einer	Gleichung	3.	Ordnung	
Folgende Gleichung ist zu lösen. 
ܽݔଷ െ ܾݔଶ ൅ ܿݔ ൅ ݇݋݊ݏݐ. ൌ 0  
Zunächst erfolgt durch Division mit a die Normalform. 
ݔଷ െ ܾܽ ݔ
ଶ ൅ ܿܽ ݔ ൅
݇݋݊ݏݐ.
ܽ ൌ 0 
 
mit: 
ܾ
ܽ ൌ ݎ  
ܿ
ܽ ൌ ݏ 
݇݋݊ݏݐ.
ܽ ൌ ݐ 
 
folgt: 
ݔଷ െ ݎݔଶ ൅ ݏݔ ൅ ݐ ൌ 0   
Durch Substitution mit 
ݔ ൌ ݕ െ ݎ/3   
ergibt sich: 
ݕଷ ൅ ݌ݕ ൅ ݍ ൌ 0   
mit: 
݌ ൌ ݏ െ ݎଶ/3  ݍ ൌ 2ݎ
ଷ
27 െ
ݎݏ
3 ൅ ݐ 
 
Der nachfolgende Wert für R dient der Fallunterscheidung. 
ܴ ൌ ሺݍ/2ሻଶ ൅ ሺ݌/3ሻଷ   
Wenn R>0 ist, existieren eine reelle und zwei komplexe Lösungen. 
ܶ ൌ ඥሺݍ/2ሻଶ ൅ ሺ݌/3ሻଷ   
ݑ ൌ ටെݍ2 ൅ ܶ
య    
ݒ ൌ ටെݍ2 െ ܶ
య    
 
ݕ ൌ ݑ ൅ ݒ   
Anschließend wird die Substitution rückgängig gemacht. Es ergibt sich die reelle Lösung 
des ursprünglichen Gleichungssystems. 
ݔ ൌ ݕ െ ݎ/3   
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Anhang	B:	Spannungsäquivalente	Oberfläche	einer	Schraubendruckfeder		
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Anhang	C:	Spannungsäquivalentes	Volumen	einer	Schraubendruckfeder	
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